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Physikalische Gro¨ße Verwendete Symbole Einheit
Freie Stro¨mungsﬂa¨che Ag m
2
Gesamte Wa¨rmeu¨bertragungsﬂa¨che Aw m
2
Wa¨rmekapazita¨t des Gases CGas J/K
Wa¨rmekapazita¨t des Festko¨rpers Cm J/K
Reibungskraft FR N
Enthalpiestrom H˙ W
Resultierende Kraft an Hauptkanalseite I˙H N




Verlustleistungen PV erluste W
Wa¨rmestrom Q˙ W
Wa¨rmestrom zwischen Gas und Festko¨rper Q˙C W
Ka¨lteleistung Q˙K , Q˙Ka¨lte W
Wa¨rmestrom infolge koaxialer Kopplung Q˙koaxial W
Spezielle Gaskonstante Rs J/(kg ·K)
Quellterm in Energiegleichung ST W
Gastemperatur T K











Speziﬁsche Wa¨rmekapazita¨t Festko¨rper cm J/(kg ·K)
Speziﬁsche Wa¨rmekapazita¨ten Gas cp, cv J/(kg ·K)




Gasmassenstrom m˙, m˙Ges kg/s
DC–ﬂow m˙DC kg/s
Gasmassenstrom u¨ber Hauptkana¨le m˙H kg/s
Gasmassenstrom u¨ber Nebenkana¨le m˙N kg/s
Druck p Pa








Geschwindigkeit im Nebenauslaßkanal uA m/s
Geschwindigkeitskomponenten uk,l,m m/s
Speziﬁsches Volumen des Gases v m3/kg
Ort x m
Ortsschrittweite ∆x m
Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient α W/(m2 ·K)
Dynamische Viskosita¨t η Pa · s
Adiabatenexponent κ –
Wa¨rmeleitfa¨higkeit des Gases λ W/(m ·K)
Wa¨rmeleitfa¨higkeit des Festko¨rpers λm W/(m ·K)
Frequenz ν Hz
Dichte des Gases ρ kg/m3











Niemand zu¨ndet ein Licht an und deckt es mit einem Gefa¨ß zu oder stellt
es unter das Bett, sondern man stellt das Licht auf den Leuchter, damit
alle, die eintreten, es leuchten sehen. Es gibt nichts Verborgenes, das nicht
oﬀenbar wird, und nichts Geheimes, das nicht bekannt wird und an den
Tag kommt. Gebt also acht, daß ihr richtig zuho¨rt! Denn wer hat, dem
wird gegeben; wer aber nicht hat, dem wird auch noch weggenommen, was
er zu haben meint.
Luk 8,16–18
1 Einleitung
Sowohl in der Technik als auch in vielen Bereichen der naturwissenschaftlich–technischen
Forschung ist es notwendig, sehr tiefe Temperaturen zu erzeugen. Beispielsweise mu¨ssen
zum Erreichen der supraleitenden Eigenschaften von Tieftemperatursupraleitern Tempe-
raturen kleiner als 30 K realisiert werden. Dies soll zudem noch mit einer Ka¨lteleistung
von 100 W einhergehen, besonders fu¨r die wirtschaftliche Anwendung solcher Materialien
in Elektromotoren oder sonstigen supraleitenden Magnetspulen.
Fu¨r eine derartige Ku¨hlung gibt es zwei Mo¨glichkeiten. Die eine ist, ein verﬂu¨ssigtes Gas,
wie zum Beispiel Helium, zu verwenden und durch die Verdampfung dessen, die not-
wendige Ka¨lteleistung zu realisieren. Vorteil ist dabei die Verlagerung der aufwendigen
Ku¨hltechnik auf eine zentrale Anlage, welche diese Medien bereitstellt (Gasverﬂu¨ssiger).
Andererseits ist man stets auf einen Zugang zu solchen Medien angewiesen. Das macht
eine wartungsfreie Anwendung u¨ber la¨ngere Zeitra¨ume, zum Beispiel in der Raumfahrt,
unmo¨glich. Eine zweite Mo¨glichkeit ist die Verwendung von Ka¨ltemaschinen. Allerdings
ist hierbei nur die Anwendung eines Kaltgasprozesses mo¨glich, da fu¨r Temperaturdif-
ferenzen von u¨ber 200 K kein Stoﬀ existiert, mit dem ein Dampfka¨lteprozeß durchgefu¨hrt
werden kann. Vorteil der Verwendung von Ka¨ltemaschinen, im Vergleich zu verﬂu¨ssigten
Gasen, ist die ﬂexible und unkomplizierte Einsetzbarkeit. Zum Betrieb wird lediglich eine
Energiequelle beno¨tigt. Nachteile sind allerdings der hohe Entwicklungsaufwand und der,
aufgrund des schlechten Wirkungsgrades dieser Maschinen, große notwendige Energieein-
satz.
Die folgende Arbeit soll Beitra¨ge zum Versta¨ndnis und zur Weiterentwicklung von
Pulsationsro¨hrenku¨hlern (PRKn) leisten.
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1.1 Gegenu¨berstellung Kolbenku¨hler – Pulsationsro¨hrenku¨hler
Ausgangspunkt ist die thermische Zustandsgleichung eines idealen Gases in der Form
p = p (v, T ) , (1)
wobei p der Druck, v das speziﬁsche Volumen und T die Temperatur sind. Bei konstanter
Arbeitsgasmasse besteht demnach ein funktionaler Zusammenhang zwischen Druck, Volu-
men und Temperatur. Gibt man zwei dieser Gro¨ßen vor, stellt sich die dritte entsprechend
Gleichung (1) ein. Beim Kolbenku¨hler gibt man das Volumen durch den Kolbenverlauf vor
und eine der beiden anderen Gro¨ßen u¨ber die entsprechende Prozeßfu¨hrung, wie isobar,
isentrop oder isotherm. Derartige Ka¨ltemaschinen sind beispielsweise Stirlingku¨hler [1]
und Giﬀord–McMahon–Ku¨hler [2]. Beim PRK hingegen, gibt man den Druckverlauf vor.
Die beiden anderen Gro¨ßen werden wiederum durch die Prozeßfu¨hrung bestimmt [3]. Dies
macht die theoretische Beschreibung des PRK–Prozesses, im Vergleich zu Kolbenmaschi-
nen, mittels Zustandsdiagrammen schwieriger. Weiterhin ist der Gaszustand ortsabha¨ngig,
was die Modellierung erschwert. Vorteil des PRK–Prinzips ist, daß der ka¨lteerzeugende
Prozeß in Abwesenheit eines bewegten Kolbens stattﬁndet. Es tritt somit nicht das Pro-
blem des Ausfrierens von Schmiermittel auf. Bei Kolbenku¨hlern verwendet man aus diesem
Grunde trockenlaufende Kolben, wodurch diese Maschinen jedoch schnell verschleißen. So-
mit ist der PRK, in Anbetracht des Verschleißverhaltens und der Lebensdauer, wesentlich
gu¨nstiger als eine Kolbenka¨ltemaschine. Ein weiterer Vorteil des PRKs ist seine Vibra-
tionsarmut, infolge des Fehlens einer sta¨ndig beschleunigten Masse. Nachteil des PRKs
[4] gegenu¨ber einem Kolbenku¨hler ist sein geringerer Wirkungsgrad.
1.2 Ziele der vorliegenden Arbeit
Das Prinzip des PRKs wurde in den 60er Jahren von Giﬀord und Longworth [5, 6] vorge-
stellt. In der darauf folgenden Zeit wurden eine Reihe derartiger Ku¨hler konstruiert und
gebaut. Ein tiefgehendes Versta¨ndnis wurde dabei vor allem durch theoretische und ex-
perimentelle Arbeiten, wie [7, 8, 9] vorangetrieben. Trotzdem gibt es noch oﬀene Fragen.
Beispielsweise der genaue ra¨umliche und zeitliche Gastemperaturverlauf in der Pulsa-
tionsro¨hre wa¨hrend eines Prozesses, die Wechselwirkung einzelner Verlustmechanismen
und die Auswirkung der thermischen Kopplung zwischen den Bauteilen. Hierbei sei be-
sonders die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre zu
nennen. Zu den genannten Problemen existieren bereits erste Meßergebnisse aus Unter-
suchungen innerhalb dieser Arbeitsgruppe [10].
Das Gebiet ist auch nach 40 Jahren Forschung noch sehr dynamisch. Diese Arbeit soll
aus einem mathematischen Ansatz heraus, zu einem besseren Versta¨ndnis des Prozesses,
sowie zu einer weiteren Optimierung und Wirkungsgradsteigerung des vorhandenen
Vier–Ventil–Pulsationsro¨hrenku¨hlers (VVPRKs) beitragen. Die experimentelle Validie-
rung der Ergebnisse wird an diesem Ku¨hler vollzogen. Im Ergebnis sollen Impulse fu¨r




Fu¨r die Untersuchung und Charakterisierung von PRKn ist es notwendig, die am Pro-
zeß beteiligten Bauteile, deren Interaktionen, sowie ihren Einﬂuß auf die Leistungsfa¨hig-
keit des Systems genauer zu betrachten. Hieraus resultiert auch das Studium wichtiger,
den Prozeß bestimmender, Betriebsparameter. Der schematische Aufbau, des in der Ar-
beitsgruppe vorhandenen koaxialen VVPRKs, ist in der folgenden Abbildung 1 nach [11]
gezeigt.
Abbildung 1: Aufbau eines koaxialen VVPRKs
Hierbei bedeuten NE Nebeneinlaßventil und NA Nebenauslaßventil. Sie beﬁnden sich in
den entsprechenden Kana¨len an der warmen Seite der Pulsationsro¨hre. In Kana¨len an der
warmen Seite des Regenerators beﬁnden sich das Haupteinlaßventil HE und das Haupt-
auslaßventil HA. Druckmeßstellen sind mit p angedeutet. Weiterhin sind die am Aufbau
vorhandenen Temperaturmeßsensoren T1 bis T4 eingezeichnet.
Der PRK–Prozeß basiert auf dem Prinzip der adiabaten Entspannung und Verdichtung ei-
nes Gases. Die verlustlos erreichbare Ka¨lteleistung ist proportional zu der vom Arbeitsgas
aufgenommenen speziﬁschen Wa¨rmemenge und der Masse des stro¨menden Fluides. Mit
dem Enthalpieﬂußmodell nach Radebaugh [12] la¨ßt sich die u¨ber einen Zyklus gemittelte
Bruttoka¨lteleistung PBrutto eines PRKs ausdru¨cken durch










Hierbei sind Ag die Stro¨mungsﬂa¨che des Nebenauslaßkanals, ν die Arbeitsfrequenz des
PRKs, pH der Hochdruck, uA die Ausstro¨mgeschwindigkeit im Nebenauslaßkanal, TU
die Umgebungstemperatur, TA die Ausstro¨mtemperatur und τA die Zeitdauer eines Aus-
stro¨mvorgangs u¨ber den Nebenauslaßkanal. Integriert wird u¨ber die Zeit t. Zu einem
Enthalpiestrom aus dem System kommt es somit nur, wenn TA > TU ist, da 〈PBrutto〉 bei
einem Energietransport aus dem System negativ sein muß. Im Gegensatz zu einem PRK
mit passiver Phasenverschiebung, wird bei einem idealen VVPRK die gesamte aufgenom-
mene Ka¨lteleistung durch einen Enthalpiestrom am warmen Ende der Pulsationsro¨hre
abgefu¨hrt.
Bei einem realen, verlustbehafteten PRK mu¨ssen zusa¨tzlich am warmen Ende der Pulsa-
tionsro¨hre alle Verlustleistungen abtransportiert werden. Eine Beschreibung dieser Ver-
lustleistungen ﬁndet man beispielsweise in [13, 14]. Folglich verringert sich die Bruttoka¨lte-
leistung und die Nettoka¨lteleistung PNetto berechnet sich nach
PNetto = PBrutto − PV erluste . (3)
Dabei ist PV erluste die Summe aller auftretenden Verlustleistungen.
Dennoch lassen sich aus Gleichung (2) wichtige Aussagen zum Einﬂuß der Komponenten
des PRKs, sowie zu den Betriebsparametern ablesen. So ist zu erkennen, daß die Leis-
tungsfa¨higkeit des PRKs durch das verwendete Arbeitsmedium mitbestimmt wird. Je
gro¨ßer der Adiabatenexponent κ, desto gro¨ßer die erzeugte Ka¨lteleistung. Fu¨r Gaska¨lte-
maschinen, zur Erzeugung von Temperaturen kleiner als 20 K, ist das einzig mo¨gliche Ar-
beitsgas Helium, da andere Fluide bei diesen Temperaturen und den auftretenden Dru¨cken
von u¨ber 10 bar nicht mehr gasfo¨rmig sind.
Ein Ziel dieser Arbeit besteht darin, auftretende Verlustmechanismen zu identiﬁzieren
und Vorschla¨ge zu deren Minimierung zu unterbreiten.
2.1.1 Hauptkomponenten
Das PRK–System besteht aus den Bauteilen Verdichter, Ventilsteuereinheit, Regenerator
und Pulsationsro¨hre sowie diese Komponenten verbindende Kana¨le und Druckleitungen.
Im Folgenden werden die wichtigsten Bauteile vorgestellt.
Verdichter
Die Ka¨lteleistung ist nach Gleichung (2) direkt proportional zum Hochdruck pH . Zur
Hoch– und Niederdruckerzeugung wird u¨blicherweise ein kommerzieller Verdichter mit
einer elektrischen Leistungsaufnahme von 5, 6 kW benutzt. Der Systemmitteldruck im
Dauerbetrieb ist bei dem verwendeten handelsu¨blichen Verdichter auf 16 bar beschra¨nkt.
Man erreicht damit einen Hochdruck von pH = 24 bar und einen Niederdruck von
pN = 8 bar. Da diese Parameter durch die Wahl des Verdichters bestimmt sind, braucht
dessen Einﬂuß auf den Prozeß nicht weiter untersucht werden. Folglich gibt es auch keine,
in diesem Bauteil auftretenden, Verlustmechanismen zu untersuchen.
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Steuerventile
Die Steuerventile o¨ﬀnen und schließen die Haupt– und Nebenkana¨le. Sie bestimmen den
zeitlichen Verlauf von Ein– und Ausstro¨mvorgang. Ihre Anordnung ist Abbildung 1 zu
entnehmem. Im Wesentlichen mu¨ssen die Hauptventile lange genug geo¨ﬀnet sein, um die
Pulsationsro¨hre zu fu¨llen bzw. wieder zu entleeren. Wichtig fu¨r die Leistungsfa¨higkeit des
Systems ist die genaue Abstimmung der Steuerzeiten der Nebenventile, welche dazu die-
nen, das bei der Fu¨llung der Pulsationsro¨hre stark erwa¨rmte Gas zu entnehmen und durch
Gas mit Umgebungstemperatur zu ersetzen. Dabei ist es wichtig, das Nebenauslaßventil
nur solange zu o¨ﬀnen, wie Gas mit einer Temperatur gro¨ßer als Umgebungstemperatur
ausstro¨mt, da sonst ein Energietransport in das System stattfa¨nde. Nach Gleichung (2)
wa¨re ein kurzer Ausstro¨mvorgang mit einer hohen Temperatur TA am gu¨nstigsten. Im
Rahmen dieser Arbeit werden vera¨nderte Steuerzeiten nicht untersucht. Ausfu¨hrungen
zur Vierventiltechnik beim PRK beﬁnden sich in [15]. Es wird allerdings die Auswirkung
der Gro¨ße, der u¨ber die Nebenventile getauschten Gasmasse studiert. Da alle Ventile
Bauteile mit starken sprunghaften Querschnittsa¨nderungen und Umlenkungen sind, tre-
ten beim Durchstro¨men dieser Druckverluste auf.
Regenerator
Ein wichtiges Bauteil von Kryoku¨hlern ist der Regenerator. Er hat die Aufgabe, dem Gas
zu ermo¨glichen, sehr große Temperaturunterschiede zu u¨berwinden. Er ist ein Energie-
speicher, entnimmt dem warmen Gas auf seinem Weg vom Verdichter in die Pulsa-
tionsro¨hre Energie in Form von Wa¨rme und ku¨hlt dieses dabei ab. Andererseits kann, mit
der im Regenerator gespeicherten Energie, die Temperatur des Gases bei umgekehrter
Stro¨mungsrichtung wieder erho¨ht werden. Somit wird es erst mo¨glich, das Arbeitsgas in
einem Verdichter, bei einer Temperatur von u¨ber 300 K zu verdichten und selbiges in der
Pulsationsro¨hre, bei Temperaturen kleiner als 100 K, zu entspannen. Der Regenerator
bestimmt somit maßgeblich den gesamten Prozeß. Ein guter Regenerator zeichnet sich
durch ein hohes thermisches Speichervermo¨gen bei einem geringen Stro¨mungswiderstand
aus. Wichtig ist, den Wa¨rmeeintrag durch Wa¨rmeleitung vom warmen zum kalten Ende
des Regenerators mo¨glichst gering zu halten. Der Regenerator hat somit stark gekoppel-
te thermodynamische und stro¨mungsmechanische Eigenschaften. Aus diesem Grunde ist
auf die Verbesserung des Regenerators, hinsichtlich der genannten Kriterien, besonderes
Augenmerk zu legen. Die im Regenerator auftretenden Verlustmechanismen sind demzu-
folge Druckverlust beim Durchstro¨men, unvollsta¨ndiger Wa¨rmeu¨bergang aufgrund
der begrenzten Kontaktzeit zwischen Gas und Regeneratormaterial oder des zu geringen
thermischen Speichervermo¨gens des Regeneratormaterials und Wa¨rmeeintrag durch
La¨ngswa¨rmeleitung. Eingehende Untersuchungen zu Verlustmechanismen im Regene-
rator wurden unter anderem von Ru¨hlich [16] durchgefu¨hrt.
Pulsationsro¨hre
Das Bauteil in dem der ka¨lteerzeugende Prozeß durch adiabate Entspannung stattﬁndet,
ist die Pulsationsro¨hre. Prinzipiell ist das zu wa¨hlende Pulsationsro¨hrenvolumen abha¨ngig
von der vom Verdichter bereitgestellten Gasmenge. Ein großes Pulsationsro¨hrenvolumen
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impliziert eine große Ka¨lteleistung, jedoch nur, wenn der Verdichter leistungsfa¨hig genug
ist, dieses Volumen in der zur Verfu¨gung stehenden Zeit zu fu¨llen (Fu¨llungsverlust).
Am U¨bergang zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre beﬁndet sich ein Wa¨rmeu¨ber-
trager (Kaltkopf), an dem das zu ku¨hlende Objekt Wa¨rme abgibt. Im Betriebszustand
stellt sich im Pulsationsro¨hrenmaterial ein quasistationa¨res Temperaturproﬁl ein. Hier-
bei nimmt das kalte Ende der Pulsationsro¨hre die Temperatur des Kaltkopfes an und
das warme Ende Umgebungstemperatur. Dadurch kommt es infolge axialer Wa¨rmelei-
tung (La¨ngswa¨rmeleitung) zu einem Wa¨rmeeintrag in das System PRK, der die
Nettoka¨lteleistung vermindert. Um diesen zu minimieren, sollte die Pulsationsro¨hre lang
und mit einer geringen Wandsta¨rke gefertigt werden. Zumindest zur Verringerung der
La¨ngswa¨rmeleitung sollte die Wa¨rmeleitfa¨higkeit des Ro¨hrenmaterials gering sein. Dem-
zufolge ist eine auftretende Verlustleistung La¨ngswa¨rmeleitung im Ro¨hrenmaterial.
Eine weitere Verlustleistung in diesem Bauteil ist der Shuttleverlust. Dies ist ein konvek-
tiver Wa¨rmetransport vom warmen zum kalten Ende der Pulsationsro¨hre, indem kaltes
Gas vom Ro¨hrenmaterial am warmen Ende Wa¨rme aufnimmt und diese am kalten Ende
wieder an das Ro¨hrenmaterial abgibt. Untersuchungen hierzu ﬁndet man in [17].
Ein speziell in VVPRKn auftretender Verlustmechanismus ist der Hot–End–Loss. Dabei
handelt es sich um eine am warmen Ende der Pulsationsro¨hre stattﬁndende Gegenrege-
neration. Untersuchungen dazu beﬁnden sich in [18].
Der Einﬂuß oben genannter Komponenten wurde in vorangegangenen Arbeiten hinrei-
chend untersucht, zum Beispiel in [11]. Noch oﬀen ist die Frage nach dem Einﬂuß von
Wechselwirkungen zwischen den einzelnen Bauteilen auf den Prozeß. Hierbei sei besonders
die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre hervorzuhe-
ben. Es stellt sich die Frage, ob eine solche Kopplung den Gesamtprozeß verbessert oder
verschlechtert. Bei einer in dieser Arbeitsgruppe durchgefu¨hrten Arbeit von Hackenber-
ger [19] wurde von einer Verschlechterung ausgegangen. Dies konnte jedoch experimentell
nicht nachgewiesen werden [20]. Ein weiteres Ziel der Arbeit soll sein, diese Kopplung
numerisch zu untersuchen.
Desweiteren beeinﬂussen den Prozeß eine Reihe Betriebsparameter, deren Auswirkungen
und optimalen Einstellungen noch zu untersuchen sind. Ein solcher Betriebsparameter ist
beispielsweise die Prozeßfrequenz.
2.1.2 Betriebsparameter
Fu¨r den Prozeß des VVPRK sind die folgenden vier Betriebsparameter von besonderer
Bedeutung.
Prozeßfrequenz
Die beim Prozeß theoretisch erreichbare Bruttoka¨lteleistung ist nach Gleichung (2) di-
rekt proportional zur Anzahl der Prozesse je Zeiteinheit. Allerdings nehmen mit steigen-
der Prozeßfrequenz Verlustleistungen zu. Das liegt zum einen daran, daß die Zeit zum
Befu¨llen und Entleeren der Pulsationsro¨hre (Fu¨llverluste) ku¨rzer wird. Zum anderen wird
infolge der ku¨rzeren Zeit weniger Wa¨rme zwischen Gas und Regeneratormaterial u¨ber-
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tragen, wodurch der Regeneratorwirkungsgrad sinkt. Weiterhin steigt mit zunehmender
Stro¨mungsgeschwindigkeit der Druckverlust. Die Zunahme all dieser Verlustleistungen ist
ab einer bestimmten Frequenz gro¨ßer als die Zunahme der Bruttoka¨lteleistung. Folglich
hat die Nettoka¨lteleistung bei dieser Frequenz ein Optimum. Untersuchungen dazu beﬁn-
den sich in [21, 22].
Systemdruck
Entsprechend Gleichung (2) ist die Bruttoka¨lteleistung direkt proportional zum Hoch-
druck. Bei einem thermisch nicht ausgelasteten Regenerator ist das auch fu¨r die Net-
toka¨lteleistung der Fall. Allerdings ist, aufgrund des beschra¨nkten thermischen Speicher-
vermo¨gens des Regenerators, die zwischen Gas und Regeneratormaterial u¨bertragene
Wa¨rmemenge limitiert. Demzufolge bewirkt bei einem thermisch ausgelasteten Regene-
rator eine Systemdruckerho¨hung keine Steigerung der Ka¨lteleistung. Dies ist somit eine
Mo¨glichkeit, den thermischen Auslastungsgrad des Regenerators zu bestimmen. Je nie-
driger die Ku¨hltemperatur, um so mehr wird der Regenerator thermisch belastet.
Getauschte Gasmasse u¨ber die Nebenkana¨le
Der Gedanke, dieser beim VVPRK realisierten Maßnahme, ist, warmes Gas (ca. 400 K)
isobar durch ka¨lteres (ca. 300 K), u¨ber zusa¨tzlich vorhandene Nebenkana¨le am warmen
Ende der Pulsationsro¨hre, zu ersetzen. Dies bewirkt eine Phasenverschiebung zwischen
Druck und Massenstrom, wodurch ein Kreisprozeß mit einer von Null verschiedenen
Kreisprozeßarbeit resultiert [23, 24]. Somit wird am warmen Ende der Pulsationsro¨hre
Wa¨rme infolge eines Enthalpiestromes vom System abgefu¨hrt. Hingegen wird an deren
kalten Ende (Kaltkopf) dem System Wa¨rme zugefu¨hrt, indem an dieser Stelle das zu
ku¨hlende Objekt angebracht ist. Folglich kommt es zu einem Energietransport vom kal-
ten zum warmen Ende der Pulsationsro¨hre. Es bleibt die Frage, wie groß die u¨ber die
Nebenkana¨le getauschte Gasmasse zu wa¨hlen ist. Die Antwort lautet, genau so groß, daß
ein maximaler Enthalpiestrom vom System Pulsationsro¨hre an die Umgebung stattﬁndet.
Das ist der Fall, wenn das abgefu¨hrte Gas eine mo¨glichst hohe mittlere Temperatur und
eine mo¨glichst große Masse besitzt. Hierbei spielen der Zeitpunkt des Austauschens sowie
Dauer und Massenstrom eine entscheidende Rolle.
Ausgehend von Gleichung (2) la¨ßt sich der Enthalpiestrom aus dem System Pulsations-
ro¨hre durch eine Vergro¨ßerung der mittleren Temperatur des ausstro¨menden Gases, einem
großen Ausstro¨mquerschnitt und einer kurzen Aussto¨mzeit maximieren. Somit muß der
Zeitpunkt des Ausstro¨mvorgangs mit dem Zeitpunkt der maximalen Prozeßtemperatur in
der Pulsationsro¨hre u¨bereinstimmen. Hierbei ist auch auf die Dauer des Ausstro¨mvorgangs
zu achten, da sich das Gas dabei entspannt und folglich die mittlere Ausstro¨mtemperatur
sinkt. Es gilt also, besonderes Augenmerk auf Zeitpunkt, Dauer und Menge beim Aus-
stro¨mvorgang zu legen.
DC–ﬂow
Voraussetzung einer periodischen Prozeßfu¨hrung ist, daß u¨ber einen Zyklus die gleiche
Masse Gas in das System VVPRK nach Abbildung 1 ein– und ausstro¨mt. Da allerdings
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bei diesem Typ des PRKs, sowohl an der warmen Seite des Regenerators als auch an der
warmen Seite der Pulsationsro¨hre Massenstro¨me auftreten, kann es vorkommen, daß auf
einer Seite mehr Gas ein– als ausstro¨mt. Entsprechend muß aufgrund der Massenerhal-
tung auf der anderen Seite weniger Gas ein– als ausstro¨men. Folglich resultiert ein Gas-
massenstrom mit festem Vorzeichen von der Hauptkanalseite zur Nebenkanalseite
oder umgekehrt. Diesem, den oszillierenden Massenstro¨men auf beiden Seiten des
VVPRKs u¨berlagerten, Gleichstrom nennt man DC–ﬂow. Theoretische und experimen-
telle Untersuchungen zu diesem Pha¨nomen beﬁnden sich in [25, 26]. Die Gro¨ße dieses
DC–ﬂow ist aus der Konstruktion vorgegeben, la¨ßt sich jedoch beim VVPRK u¨ber ver-
schieden einstellbare Drosselventile in Nebeneinlaßkanal und Nebenauslaßkanal sehr genau
einstellen.
Bleibt noch die Frage, welchen Wert der DC–ﬂow annehmen muß, damit der Prozeß am
eﬀektivsten verla¨uft. Hierzu gibt es in der Literatur verschiedene Ansichten. Beispielsweise
wurde von Ju 1997 [27] experimentell gezeigt, daß bei optimaler Justage des Bypaß–Ventils
eines Bypaß–PRKs der DC–ﬂow verschwindet. Dies muß jedoch nicht auf den VVPRK
zutreﬀen. Andererseits vermutete Wang in seinen Untersuchungen von 1997 und 1998 [28],
daß bei einem Doppeleinlaß–PRK ein kleiner DC–ﬂow vom kalten zum warmen Ende der
Pulsationsro¨hre von Vorteil ist. Ein analoges Resultat wurde auch von Gerster 1999 [29]
angegeben.
Allerdings gestaltet sich die Messung des DC–ﬂow schwierig, da nach obigen Erkenntnis-
sen der auftretende Wert des DC–ﬂow in der Gro¨ßenordnung von 1% der pro Zyklus ein–
bzw. ausstro¨menden Arbeitsgasmasse ist. Das macht eine experimentelle Bestimmung,
aufgrund der auftretenden Meßungenauigkeit, unmo¨glich. Im Rahmen dieser Arbeit soll
ein rechnerischer Zugang fu¨r die Abscha¨tzung des DC–ﬂow u¨ber die Auswertung von
gemessenen Druckverla¨ufen in der Pulsationsro¨hre aufgezeigt werden.
2.2 Experimentelle Ergebnisse
Fu¨r die spa¨tere Modellierung ist es notwendig, den vorhandenen Aufbau nach Abbil-
dung 1 zu charakterisieren und Aussagen u¨ber das Systemverhalten, bei Variation von
Betriebs– und Konstruktionsparametern, zu treﬀen. Bei der anschließenden numerischen
Untersuchung sollen nur solche Parameter studiert werden, deren Einﬂu¨sse auf die Leis-
tungsfa¨higkeit des Ku¨hlers von großer Bedeutung sind. Aus den experimentellen Studien
sollen zudem Ansa¨tze fu¨r eine mathematische Modellierung, besonders in Bezug auf die
Behandlung von Randbedingungen, abgeleitet werden. Dies sind beispielsweise die Gas-
massenstro¨me u¨ber die Systemgrenzen und Aussagen zum thermischen Verhalten, sowohl
des Arbeitsgases als auch des Ku¨hlermaterials an den geometrischen Modellgrenzen.
2.2.1 Frequenzabha¨ngigkeit
Es wurde untersucht, bei welcher Frequenz der vorhandene VVPRK bei einer geforderten
Ka¨lteleistung die niedrigste Kaltkopftemperatur hat. Dabei wurden fu¨r zwei verschiedene
Ka¨lteleistungen folgende Abha¨ngigkeiten gefunden. Hierzu ist in Abbildung 2 die Abwei-
chung der Kaltkopftemperatur von der jeweiligen minimalsten Kaltkopftemperatur u¨ber
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Abbildung 2: Frequenzabha¨ngigkeit der Kaltkopftemperatur
der Frequenz aufgetragen. Die Darstellung zeigt die in Unterabschnitt 2.1.2 erla¨uterte
Abha¨ngigkeit. Da bei einer Kaltkopftemperatur von ca. 80 K (110 W Ka¨lteleistung) der
Regenerator weniger thermisch belastet ist als bei einer Kaltkopftemperatur von ca. 20 K
(0 W Ka¨lteleistung), bewirkt eine Senkung der Prozeßfrequenz keine wesentliche Verbes-
serung der Regenerationswirkung bedingt durch gro¨ßere Kontaktzeiten zwischen Gas und
Regeneratormaterial. Die Abnahme der Bruttoka¨lteleistung mit fallender Frequenz, ist
nach Gleichung (2) in beiden Fa¨llen gleich. Demzufolge kommt es durch eine Senkung der
Prozeßfrequenz bei 80 K zu einer schnelleren Vergro¨ßerung der Kaltkopftemperatur und
Verschlechterung des Prozesses. Als Optimalfrequenz ergibt sich bei einer Ka¨lteleistung
von 0 W ein Wert von 2, 15 Hz. Mit einer Erho¨hung der Ka¨lteleistung und der damit
verbundenen Vergro¨ßerung der Kaltkopftemperatur, wird diese Optimalfrequenz leicht zu
gro¨ßeren Werten hin verschoben. Dieses Verhalten hat seine Ursache in der bei gro¨ßer
werdender Kaltkopftemperatur sinkenden thermischen Regeneratorbelastung. Folglich ist
auch die Verschlechterung der Regenerationswirkung mit steigender Frequenz kleiner als
bei 0 W Ka¨lteleistung. Verbunden mit einer Zunahme der Bruttoka¨lteleistung nach Glei-
chung (2) wird somit die Optimalfrequenz zu gro¨ßeren Werten hin verschoben. Bei Fre-
quenzen gro¨ßer als die Optimalfrequenz, nimmt die Ka¨lteleistung bei 80 K, beruhend auf
ho¨heren Gasgeschwindigkeiten und des entsprechend gro¨ßer werdenden Druckverlustes,
schneller ab als bei 20 K. Dieses Resultat wurde auch in der folgenden Untersuchung
gefunden. Aus den Betrachtungen ergibt sich, daß die Optimierung der Prozeßfrequenz,
aufgrund der eindeutigeren Abha¨ngigkeit, bei großen Ka¨lteleistungen erfolgen sollte.
2.2.2 Dynamische Verlustleistungen
Die Summe aller auftretenden dynamischen Verlustleistungen [30] wurde in Abha¨ngigkeit
von der Prozeßfrequenz ermittelt. Eine Beschreibung des dazu verwendeten Verfahrens
ﬁndet man in [31]. Das Ergebnis ist in Abbildung 3 dargestellt. Der in Unterabschnitt
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Abbildung 3: Dynamische Verlustleistungen
2.1.2 erla¨uterte Umstand ist hierbei auch gut zu erkennen. Beginnend bei Frequenzen
kleiner als 2, 15 Hz, nehmen bis zu dieser Optimalfrequenz die dynamischen
Verlustleistungen ma¨ßig zu und ko¨nnen durch die entsprechende Vergro¨ßerung der Brut-
toka¨lteleistung u¨berkompensiert werden. Oberhalb der Optimalfrequenz ist das nicht mehr
der Fall. Jetzt nehmen die dynamischen Verlustleistungen sta¨rker zu als die Bruttoka¨lte-
leistung und nach Gleichung 3 sinkt die Nettoka¨lteleistung. Diese nichtlineare Zunahme
der dynamischen Verlustleistungen hat unter anderem ihre Begru¨ndung in der quadra-
tischen Zunahme des Druckverlustes mit der Stro¨mungsgeschwindigkeit und folglich mit
der Frequenz. Das Ergebnis wurde bei [32] vorgestellt.
2.2.3 Variation der Edelstahlregeneratorla¨nge
Bei dem Regenerator des vorhandenen VVPRKs handelt es sich um einen hybriden Re-
generator. Abbildung 1 zeigt dessen prinzipielle Anordnung im Gesamtsystem. Durch
Abbildung 7 in Abschnitt 3.2 ist der hybride Aufbau des Regenerators verdeutlicht. Er
besteht im Kaltteil aus bleibeschichtetem Bronzedrahtsiebgewebe. Dieser Regeneratorteil
hat eine La¨nge von 43 mm. An den Bleiregenerator schließt sich ein Regenerator aus Edel-
stahldrahtsiebgewebe an, dessen La¨nge im Bereich von 60 mm bis 130 mm variiert wurde.
Ziel der beschriebenen Anordnung ist, dem Abfall der speziﬁschen Wa¨rmekapazita¨t von
Edelstahl bei tiefen Temperaturen durch Verwendung von Blei, welches bei Temperatu-
ren kleiner als 60 K eine gro¨ßere speziﬁsche Wa¨rmekapazita¨t besitzt, entgegenzuwirken
[33, 34]. Umgekehrt sollten deshalb am warmen Ende des Bleiregenerators keine Tempe-
raturen auftreten, die gro¨ßer als 60 K sind.
Der Ausgangsregenerator hatte eine Edelstahlregeneratorla¨nge von 84 mm. Hierbei wurde
bei einer Ka¨lteleistung von 0 W am warmen Ende des Bleiregenerators eine Temperatur
von 112 K gemessen. Diese ist wesentlich gro¨ßer als 60 K. Um sie zu senken, ko¨nnte man
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den Bleiregenerator verku¨rzen oder den Edelstahlregenerator verla¨ngern. Eine Verku¨rzung
des Bleiregenerators kam aufgrund des hohen experimentellen Aufwandes nicht in Frage.
Also wurde der Edelstahlregenerator verla¨ngert. Dies wurde in mehreren Stufen durch-
gefu¨hrt und fu¨hrte zu einer Senkung der Temperatur am warmen Ende des Bleiregenera-
tors auf 94 K, bei einer Edelstahlregeneratorla¨nge von 132 mm. Um eine Abha¨ngigkeit
zu sehen, wurde der Edelstahlregenerator auch verku¨rzt. Das Ergebnis zeigt Abbildung 4.
Darin ist die Temperatur am warmen Ende des Bleiregenerators u¨ber der Edelstahlregene-
ratorla¨nge aufgetragen. Es zeigt sich ein linearer Trend, der sich durch die na¨herungsweise
Abbildung 4: Temperatur am warmen Ende des Bleiregenerators
lineare axiale Temperaturverteilung im Regenerator begru¨nden la¨ßt. Durch die Vera¨nde-
rung der Edelstahlregeneratorla¨nge wurde das gesamte Temperaturproﬁl im Regenerator
verschoben. Andere Eﬀekte, wie zum Beispiel eine gea¨nderte Geschwindigkeitsverteilung,
haben keinen so großen Einﬂuß, um diese lineare Abha¨ngigkeit zu sto¨ren. Die notwendige
gu¨nstigere Temperaturverteilung la¨ßt sich also durch eine Verla¨ngerung des Edelstahlre-
generators bewirken.
Stellt sich die Frage, ob dies auch zwangsla¨uﬁg zu einer Prozeßverbesserung fu¨hrt. Da-
raufhin wurden zu jeder dieser Edelstahlregeneratorla¨ngen Leistungsmessungen im Be-
reich von 0 W bis 110 W Ka¨lteleistung durchgefu¨hrt. Abbildung 5 stellt die Kaltkopftem-
peratur in Abha¨ngigkeit von der Edelstahlregeneratorla¨nge fu¨r Ka¨lteleistungen von 0 W ,
60 W und 110 W dar. Bei 0 W Ka¨lteleistung zeigt sich eine stetige Senkung der Kaltkopf-
temperatur mit der Regeneratorla¨nge. In diesem Fall bewirkt jede Verla¨ngerung des Edel-
stahlregenerators eine Verbesserung des Prozesses. Es kommt zu dem Verhalten, weil der
Regenerator bei 0 W Ka¨lteleistung, wegen des hohen zu bewa¨ltigenden Temperaturunter-
schiedes von Umgebungstemperatur (etwa 300 K) auf Kaltkopftemperatur (etwa 20 K),
thermisch ausgelastet ist und sich folglich am Ende seines thermischen Speichervermo¨gens
beﬁndet. Dementsprechend bewirkt jede Regeneratorverla¨ngerung eine Verbesserung sei-
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Abbildung 5: Kaltkopftemperatur in Abha¨ngigkeit von der Edelstahlregeneratorla¨nge
nes thermischen Speichervermo¨gens. Nicht zuletzt steigt auch, aufgrund der oben beschrie-
benen gu¨nstigeren Temperaturverteilung, sein thermisches Speichervermo¨gen. Hingegen
ist bei gro¨ßeren Ka¨lteleistungen eindeutig eine Optimalla¨nge zu erkennen. Die Ursache
dafu¨r ist, daß die thermische Regeneratorverbesserung eine Vergro¨ßerung des Druckver-
lustes beim Durchstro¨men dessen bedingt. Dieser Eﬀekt wird bei 0 W Ka¨lteleistung von
der thermischen Regeneratorverbesserung noch u¨berkompensiert. Zu erwarten ist, daß
ab einer bestimmten La¨nge das auch bei 0 W Ka¨lteleistung nicht mehr der Fall ist. Bei
großen Ka¨lteleistungen hingegen ist dieser Punkt bereits bei Edelstahlregeneratorla¨ngen
um 100 mm erreicht, da der Eﬀekt der thermischen Regeneratorverbesserung, wegen der
geringeren thermischen Regeneratorbelastung, schwa¨cher zum tragen kommt. Die Re-
generatorla¨nge wurde, mit der Zielsetzung einer hohen Ka¨lteleistung bei 80 K, auf
diese La¨nge festgelegt.
2.2.4 Verbesserte Anstro¨mung des Regenerators am warmen Ende
Bei der vorhandenen Konstruktion fu¨hrten zwei Kana¨le mit jeweils 6 mm Durchmesser
von den Haupteinlaßventilen zum warmen Ende des Edelstahlregenerators. Da dieser aus
ca. 8 mm breiten Edelstahlringen mit einem mittleren Durchmesser von 50 mm besteht,
wurde er, aufgrund der Anstro¨mung lediglich zweier Ausschnitte mit 6 mm Durchmesser,
im warmen Bereich nur zum Teil ausgenutzt. Diesen Umstand galt es zu verbessern.
Hierzu wurde eine Prallscheibe mit einer Vielzahl von 3–mm–Bohrungen, auf welche die
Gasmassenstro¨me prallen und sich verteilen, zwischen Anstro¨mkana¨len und Regenerator
angebracht. Das bewirkte eine Senkung der Kaltkopftemperatur bei 110 W um 2 K. Eine
Fotographie dieser Prallscheibe ist in Abbildung 6 zu sehen.
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Abbildung 6: Prallscheibe vor dem Regenerator
2.2.5 Bestimmung der Gasmassenstro¨me u¨ber die Systemgrenzen
Diese Untersuchung ist notwendig, um Qualita¨t und Aussagekraft der spa¨teren numeri-
schen Simulation des PRK–Prozesses zu bewerten und Aussagen u¨ber Randbedingungen
zu gewinnen. Aufgabe war es, die zeitlichen Gasmassenstromverla¨ufe auf der Hauptkanal-
seite, also am warmen Ende des Regenerators und auf der Nebenkanalseite, dem warmen
Ende der Pulsationsro¨hre, u¨ber eine Prozeßperiode zu bestimmen. Es sei hierzu auf Ab-
bildung 1 und zur weiteren Verdeutlichung auf das in Abbildung 7 in Abschnitt 3.2 dar-
gestellte eindimensionale Modell des VVPRKs verwiesen. Eine Mo¨glichkeit besteht darin,
auf die gemessenen zeitlichen Druckverla¨ufe in der Pulsationsro¨hre zuru¨ckzugreifen. Aus
der zeitlichen Ableitung der thermischen Zustandsgleichung eines idealen Gases ergibt
sich, bei zeitlich konstanter Gastemperatur T und ra¨umlicher Homogenita¨t,
m˙ =
p˙ · VK
Rs · T . (4)
Mittels des gemessenen zeitlichen Druckverlaufes p˙ in der Pulsationsro¨hre und des vor-
ab bestimmten Systemvolumens VK , la¨ßt sich daraus der Gasmassenstrom m˙ u¨ber die
Systemgrenze Pulsationsro¨hre berechnen. Dabei ist Rs die spezielle Gaskonstante des Ar-
beitsgases Helium.
Problematisch hierbei ist das gleichzeitige Auftreten von Massenstro¨men auf Haupt– und
Nebenkanalseite. Dieses Problem wurde gelo¨st, indem der Massenstrom auf der Haupt-
kanalseite m˙H unterbrochen wurde und somit nur ein Massenstrom auf der Nebenkanal-
seite m˙N mo¨glich war. Aus dem so gemessenen Druckverlauf kann der Massenstrom u¨ber
die Nebenkana¨le nach Gleichung (4) berechnet werden. Anschließend wurde der zeitliche
Druckverlauf bei normalen Stro¨mungsverha¨ltnissen gemessen. Mit Gleichung (4) la¨ßt sich
daraus der Gesamtmassenstrom m˙Ges u¨ber die Systemgrenze Pulsationsro¨hre berechnen.
Aus der Diﬀerenz beider Massenstro¨me ergibt sich der Massenstrom u¨ber die Hauptkana¨le
m˙H = m˙Ges − m˙N . (5)
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Somit stehen zeitliche Gasmassenstromverla¨ufe auf Haupt– und Nebenkanalseite zur Ver-
fu¨gung. Die beschriebene Methode hat allerdings zwei große Nachteile. Erstens wird von ei-
ner ra¨umlich und zeitlich konstanten Temperatur im gesamten PRK ausgegangen. Hierfu¨r
wurde Umgebungstemperatur angenommen. Es kommt jedoch beim Betrieb des PRKs
unvermeidlich zu einer Abku¨hlung, so daß bei einer Berechnung der Massenstro¨me mit
Gleichung (4) Abweichungen gegenu¨ber den tatsa¨chlich auftretenden Werten entstehen.
Zweitens wurde der Massenstrom u¨ber die Nebenkana¨le unabha¨ngig vom Massenstrom
u¨ber die Hauptkana¨le bestimmt. Somit kommt der Einﬂuß des Massenstromes u¨ber die
Hauptkana¨le im Ergebnis nicht zum tragen. Er spielt jedoch eine Rolle, da er die Druck-
verha¨ltnisse in der Pulsationsro¨hre und damit die treibende Kraft des Massenstromes u¨ber
die Nebenkana¨le beeinﬂußt. Aus diesen U¨berlegungen schlußfolgernd, ist die quantitative
Aussagekraft der ermittelten Massenstro¨me beschra¨nkt. Eine weitere Methode bestu¨nde
in der Messung der Massenstro¨me mittels Hitzedrahtanemometrie (HDA) [35]. Das war
im Rahmen dieser Arbeit jedoch nicht mo¨glich.
3 Modellierung
In allen aufgefu¨hrten Gleichungen werden fu¨r den Ort das Symbol x und fu¨r die Zeit das
Symbol t verwendet.
3.1 Modellierungsmo¨glichkeiten
In diesem Abschnitt sollen drei Arten der mathematischen Modellierung von thermody-
namischen und stro¨mungsmechanischen Systemen erla¨utert sowie ihre Mo¨glichkeiten und
Grenzen verglichen werden. Aus den Betrachtungen wird eine Entscheidung fu¨r eines die-
ser Modelle erfolgen.
Modellierung erster Art
Bei dieser Modellierung [36] sind die Zustandsgro¨ßen im Inneren des Systems ra¨umlich
konstant. Es wird keine Betrachtung von Verlustmechanismen durchgefu¨hrt. Dennoch
eignet sich das Modell gut zur Berechnung der Bruttoka¨lteleistung. Gleichung (2) in Ab-
schnitt 2.1 wurde mit einem solchen Modell aufgestellt. Diese Art der Modellierung wurde
unter anderem von Hofmann und de Boer auf den PRK angewandt [37, 38].
Modellierung zweiter Art
Modelle zweiter Art sind eine Erweiterung der Modellierung erster Art. Hierbei wird
zusa¨tzlich eine Betrachtung der in Unterabschnitt 2.1.1 aufgefu¨hrten Verlustmechanis-
men vorgenommen. Allerdings werden diese unabha¨ngig voneinander untersucht. Es ist
mo¨glich, mittels einer quantitativen Bestimmung aller Verlustleistungen, eine Abscha¨tzung
fu¨r die Nettoka¨lteleistung des PRKs nach Gleichung (3) zu erhalten. Ein Nachteil die-
ser Modellierung ist die stationa¨re Betrachtungsweise der physikalischen Vorga¨nge. Es
existieren bereits eine Vielzahl von Modellen zweiter Art, zum Beispiel [17]. Prinzipiell
bescha¨ftigt man sich mit den Verlustmechanismen und versucht durch eine Minimierung
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dieser, den PRK zu optimieren. Innerhalb unserer Arbeitsgruppe wurden zu den Verlust-
mechanismen eine Reihe von Arbeiten durchgefu¨hrt, unter anderem von Du¨rselen [13],
Reißig [14] und Gerster [18].
Beide Modelle besitzen einen großen Nachteil. Die Bilanzgrenzen sind die realen System-
grenzen. Somit sind die thermodynamischen und stro¨mungsmechanischen Gro¨ßen inner-
halb der gewa¨hlten Kontrollvolumina ra¨umliche Mittelwerte der im System auftretenden
Gro¨ßen. Es lassen sich keine Aussagen zur ra¨umlichen Verteilung der Zustandsgro¨ßen, wie
der Gastemperatur in der Pulsationsro¨hre treﬀen. Demzufolge ist es nur begrenzt mo¨glich,
solche Modelle zur Optimierung des inneren Aufbaus eines PRKs zu verwenden. Hier sei
ganz aktuell auf den Aufbau des hybriden Regenerators hingewiesen.
Modellierung dritter Art
Zur Modellierung des thermodynamischen und stro¨mungsmechanischen Prozesses wird
das betrachtete System in eine Vielzahl von Bilanzra¨umen unterteilt, auf welche die Er-
haltungssa¨tze fu¨r Masse, Impuls und Energie angewandt werden. Dies fu¨hrt im Allgemei-
nen auf ein System von fu¨nf gekoppelten, nichtlinearen, partiellen Diﬀerentialgleichungen.
Eine genauere Betrachtung dieser erfolgt in Abschnitt 3.3. Hinzu kommt, daß die physika-
lischen Vorga¨nge im PRK stark instationa¨r sind. Zu dieser Art der Modellierung existieren
bereits, auf den PRK angewandte, mehr oder weniger aufwendige Modelle. Hier seien be-
sonders die Arbeiten von Schroth und Kirkonnel [39], Jeong und Nam [40], Ru¨hlich [41]
und Hofmann [42] zu nennen. Ru¨hlich bescha¨ftigt sich dabei mit einer dreidimensiona-
len Umstro¨mung des Regeneratormaterials, um eine optimale Form dessen abzuleiten.
In der Arbeit von Jeong und Nam wird ein Regenerator eindimensional modelliert und
Rechenergebnisse mit Messungen verglichen. Schroth und Kirkonnel bescha¨ftigen sich in
ihrer Arbeit mit der Modellierung der Pulsationsro¨hre, sowohl eindimensional als auch
zweidimensional. Nachteil dieser Arbeiten ist, daß, außer in der Arbeit von Hofmann,
keine Gesamtbetrachtung des PRKs, bestehend aus Stro¨mungskanal auf der Hauptventil-
seite, Regenerator, Pulsationsro¨hre und Stro¨mungskanal auf der Nebenventilseite, erfolgt,
so daß eine Interaktion der einzelnen Komponenten sowie das gesamte Prozeßverhalten
nicht untersucht werden ko¨nnen.
In dieser Arbeit soll genau das erfolgen. Es mu¨ssen dabei einige Einschra¨nkungen in
Bezug auf Randbedingungen und quantitative Aussagekraft der Modellierung in Kauf
genommen werden. Es soll ein Modell entwickelt werden, mit dem man in der Lage ist,
konstruktive Parameter des PRKs in der Simulation zu variieren und daraus Tendenzen
fu¨r eine experimentelle Untersuchung abzuleiten.
3.2 Modellierung des vorhandenen Pulsationsro¨hrenku¨hlers
Nachdem eine Entscheidung fu¨r die Modellierung dritter Art gefallen ist, werden jetzt





• Verwendung des Idealgasgesetzes fu¨r das Arbeitsﬂuid Helium
• Konstanter Stro¨mungsquerschnitt in den einzelnen Bauteilen
Annahmen
• Die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre ist
durch einen stationa¨ren Wa¨rmestrom zwischen beiden Bauteilen gegeben, wobei
der thermische Widerstand der Wa¨rmeleitwiderstand der Pulsationsro¨hre ist [30].
• Der Wert aller Zustandsgro¨ßen und Konstruktionsparameter ist u¨ber den Stro¨mungs-
querschnitt konstant.
• Es treten keine Wa¨rmestrahlung und externen Feldkra¨fte auf.
• An Stellen starker Verwirbelungen, zum Beispiel bei sprunghaften Querschnitts-
vera¨nderungen am U¨bergang zwischen zwei Bauteilen, werden die Diﬀusionsterme
ku¨nstlich vergro¨ßert, um diesen Eﬀekt in die eindimensionale Betrachtungsweise zu
u¨bertragen.
Randbedingungen
Die Modellierung dritter Art fu¨hrt mathematisch auf ein Randanfangswertproblem, zu
dessen Lo¨sung ein Satz von Rand– und Anfangsbedingungen notwendig ist. Grundlegende
Aspekte zu den Randbedingungen werden im Folgenden angegeben. Dies sind die Kenntnis
• der Stro¨mungsgeschwindigkeit an den Systemgrenzen,
• des thermischen Verhaltens des Gases an den Systemgrenzen und
• des thermischen Verhaltens des PRK–Materials an den Systemgrenzen.
Bei den thermischen Randbedingungen werden zwei Fa¨lle unterschieden:
a) Vorgabe der Gastemperatur als Funktion der Zeit (Dirichlet–Randbedingung),
T (x, t) = gegeben . (6)
b) Vorgabe des Wa¨rmestromes Q˙ zwischen benachbarten Bilanzra¨umen
(von Neumann–Randbedingung),
Q˙ ∼ ∂T (x, t)
∂x
= gegeben . (7)
⇒ Im Falle einer adiabaten Isolierung ist der Ausdruck (7) gleich Null.
3 MODELLIERUNG 19
Die geometrische Zuordnung des koaxialen VVPRKs nach Abbildung 1 zur eindimensio-
nalen Modellierung, mit den entsprechenden u¨ber die Systemgrenzen tretenden Massen–
Impuls– und Energiestro¨men, ist in der folgenden Abbildung 7 aufgezeigt. Die Systemgren-
Abbildung 7: Eindimensionales Modell des koaxialen VVPRKs
zen beﬁnden sich an den Stellen 1 und n. In der Modellierung beginnt das Rechengebiet
(v.l.n.r) auf der Seite der Hauptventile (HE/HA), an der Stelle 1, mit einem isothermen
Kanal. An diesen schließt sich der hybride Regenerator, bestehend aus einem Edelstahl-
regenerator (CrNi-Reg) und einem Bleiregenerator (Pb-Reg), an. Am U¨bergang zwischen
Regenerator und Pulsationsro¨hre beﬁndet sich der Kaltkopf (KK), an dem die Ka¨lteleis-
tung bereitgestellt wird. Die Pulsationsro¨hre ist durch einen isothermen Kanal mit den
Nebenventilen (NE/NA) an der Stelle n verbunden. Sowohl auf der Hauptkanalseite als
auch auf der Nebenkanalseite, sind die u¨ber die Systemgrenzen ﬂießenden Massenstro¨me
m˙H und m˙N sowie die resultierenden Kra¨fte I˙H und I˙N eingezeichnet. Energiestro¨me
u¨ber die Systemgrenzen treten bei der idealen Ka¨ltemaschine als Ka¨lteleistung Q˙Ka¨lte am
Kaltkopf und auf der Nebenkanalseite in Form eines Enthalpiestromes H˙ auf. Beim rea-
len Ku¨hler kommen noch Energiestro¨me durch Kontakt des Konstruktionsmaterials mit
der Umgebung auf Haupt– und Nebenkanalseite sowie Wa¨rmestrahlungsleistung hinzu.
Die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre wird durch
einen stationa¨ren Wa¨rmestrom Q˙koaxial zwischen diesen Bauteilen simuliert. Weiterhin ist
in dieser Darstellung der, von Hauptkanalseite zu Nebenkanalseite oder umgekehrt, auf-
tretende DC–ﬂow m˙DC eingezeichnet.
Aus der Bilanzierung von Masse, Impuls und Energie des beschriebenen eindimensionalen
Systems, folgen die den PRK beschreibenden Diﬀerentialgleichungen. Fu¨r eine spa¨tere
Diskretisierung wurde das Rechengebiet in n Punkte unterteilt, wobei auf der Hauptka-
nalseite mit dem ersten Punkt (Systemgrenze) begonnen und auf der Nebenkanalseite
mit dem n–ten Punkt (Systemgrenze) abgeschlossen wird. Der isotherme Stro¨mungskanal
auf der warmen Seite des Regenerators endet am Punkt nAn, der Edelstahlregenerator
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bei nCrNi, der Bleiregenerator bei nPb, der Kaltkopf bei nKK und die Pulsationsro¨hre am
Punkt nPR. Daran schließt sich bis zum Punkt n wiederum ein isothermer Stro¨mungs-
kanal an. In die Darstellung sind weiterhin die am existierenden Ku¨hler angebrachten
Temperaturmeßsensoren T1 bis T4 eingezeichnet.
3.3 Mathematische Umsetzung
Zu einer mathematischen Umsetzung, der im vorherigen Abschnitt vorgestellten Model-
lierung, geho¨rt eine Bescha¨ftigung mit den Grundgleichungen dieses Gebietes sowie deren
mathematischen Eigenschaften.
3.3.1 Grundlagen der Stro¨mungsmechanik
Die Grundgleichungen der Stro¨mungsmechanik basieren auf der Bilanzierung der exten-
siven Zustandsgro¨ßen des betrachteten Systems. Daraus folgen die entsprechenden Diﬀe-
rentialgleichungen. Diese lauten, im Falle einer instationa¨ren, reibungsbehafteten, kom-














































+ ST . (10)
Hierbei sind (8) die Kontinuita¨tsgleichung, (9) die Bewegungsgleichungen, genannt Navier–
Stokes–Gleichungen, und (10) die Energiegleichung, in welcher die kinetische Energie des
Gases gegenu¨ber seiner thermischen Energie vernachla¨ssigt wurde. Die auftretenden phy-
sikalischen Gro¨ßen sind Dichte ρ, Druck p und Temperatur T des Gases, seine Geschwin-
digkeitskomponenten u1, u2, u3, die speziﬁschen Wa¨rmekapazita¨ten bei konstantem Vo-
lumen cv und bei konstantem Druck cp, sowie seine dynamische Viskosita¨t η und die
Wa¨rmeleitfa¨higkeit λ. Der Ausdruck ST steht fu¨r Quellterme in der Energiegleichung, wie
beispielsweise Wa¨rmequellen. Weiterhin ist δkl das Kronecker–Symbol.
















+ SΦ . (11)
Dabei ist fu¨r die abha¨ngige Variable Φ, die jeweils interessierende Stro¨mungsgro¨ße
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(1, u1, u2, u3, cv/p ·T ) einzusetzen und Λ ist der zugeho¨rige Diﬀusionskoeﬃzient. Die ein-
zelnen Terme dieser Gleichung haben (v.l.n.r.) folgende Bedeutungen. Der erste Term auf
der linken Seite steht fu¨r die lokale zeitliche A¨nderung der betrachteten Stro¨mungsgro¨ße.
Der Zweite steht fu¨r die Konvektion. Er verursacht Instabilita¨ten bei der numerischen
Lo¨sung der entsprechenden Gleichung. Der erste Term auf der rechten Seite dieser Glei-
chung steht fu¨r die Diﬀusion. Solche Diﬀusionsterme sind beispielsweise viskose Reibung
und Wa¨rmeleitung. Diese haben die Eigenschaft, bei der numerischen Lo¨sung auftretende
unphysikalische Oszillationen zu da¨mpfen. Aus diesem Grunde werden Diﬀusionsterme in
manchen Fa¨llen ku¨nstlich hinzugefu¨gt bzw. vergro¨ßert, um das numerische Lo¨sungsver-
fahren zu stabilisieren [39, 44]. Den dabei erzeugten Fehler nimmt man zu Gunsten der
Stabilisierung des Verfahrens in Kauf. Weiterhin sind SΦ Quellterme.
3.3.2 Anwendung auf den Pulsationsro¨hrenku¨hler
Durch die Beschra¨nkung auf eine eindimensionale Modellierung lassen sich die
Gleichungen (8) bis (10) entsprechend vereinfachen. Ohne Diﬀusionsterme erha¨lt man
die Eulergleichungen, deren mathematischen Eigenschaften denen, den PRK–Prozeß be-













(ρu2) = − ∂p
∂x






(ρcpuT ) = ST , (14)
wobei FR die Reibungskraft zwischen Gas und Festko¨rper darstellt. Diese Gleichungen
besitzen hyperbolischen Charakter, so daß bei der numerischen Lo¨sung die Verwendung
eines Zeitschrittverfahrens mo¨glich ist. Unter Beachtung der Randbedingungen berech-
net dieses den Wert der entsprechenden Stro¨mungsgro¨ße zum Zeitpunkt t + ∆t aus
Werten zum Zeitpunkt t. Ein solches Verfahren wird in der englischsprachigen Litera-
tur
”
marching–procedures“ genannt [45]. Bei der spa¨teren numerischen Behandlung des
konkreten Stro¨mungsproblems wird auf ein solches explizites Verfahren zur Lo¨sung der
instationa¨ren Eulergleichungen zuru¨ckgegriﬀen.
Um die den PRK–Prozeß beschreibenden Diﬀerentialgleichungen zu erhalten, mu¨ssen die
aufgefu¨hrten Eulergleichungen noch etwas modiﬁziert werden. Zum einen muß der Ener-
giegleichung ein Diﬀusionsterm (Wa¨rmeleitung) hinzugefu¨gt werden [46]. Zum anderen ist
eine, das thermische Verhalten des Ku¨hlermaterials beschreibende Gleichung notwendig,
da es zu einer thermischen Wechselwirkung zwischen Gas und Konstruktionsmaterialien













+ Q˙C . (15)
Es sind ρm die Dichte, Tm die Temperatur, cm die speziﬁsche Wa¨rmekapazita¨t und
λm die Wa¨rmeleitfa¨higkeit des Festko¨rpermaterials. Der zwischen Gas und Festko¨rper
u¨bertragene Wa¨rmestrom Q˙C muß mit umgekehrtem Vorzeichen auch Gleichung (14)
hinzugefu¨gt werden. Ein weiterer Quellterm in Gleichung (15) kann eine eingebrachte
Heizleistung sein.
Nach einem Ansatz fu¨r die Reibungskraft zwischen Gas und poro¨sem Festko¨rpermaterial
nach [40, 47] und der Einfu¨hrung des Massenstromes durch
m˙ = ρ Ag u , (16)































































(1− e)LAg . (20)
Der letzte Term in den Energiegleichungen (19) und (20) steht fu¨r den zwischen Gas
und Festko¨rper u¨bertragenen Wa¨rmestrom. Zusa¨tzlich auftretende Gro¨ßen sind der hy-
draulische Stro¨mungsdurchmesser dh, die La¨nge L des betrachteten wa¨rmeu¨bertragenden







Dabei sind VFK und VGas Festko¨rper– und Gasvolumen des betrachteten Bauteils. Hinzu
kommen ein Reibungskoeﬃzient fR, der die Gro¨ße der Reibungskraft zwischen Gas und
Festko¨rper festlegt und ein Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient α, der den zwischen diesen beiden
Medien u¨bertragenen Wa¨rmestrom bestimmt. Beide Gro¨ßen ha¨ngen von der Porosita¨t
und der Reynoldszahl ab und mu¨ssen aus Messungen [47] bekannt sein.
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Die Gleichungen (17) bis (20) sind ein System von nichtlinearen, partiellen und gekoppel-
ten Diﬀerentialgleichungen. Eine analytische Lo¨sung dieser ist, bedingt durch die Nichtli-
nearita¨t, auszuschließen. Ziel des folgenden Abschnittes ist es, ein numerisches Verfahren
auszuwa¨hlen, mit dessen Hilfe eine na¨herungsweise Lo¨sung dieser Gleichungen, unter Be-
achtung der dazugeho¨rigen Anfangs– und Randbedingungen, mo¨glich ist.
3.4 Numerisches Lo¨sungsverfahren
In diesem Abschnitt sollen kurz Diskretisierungsmethoden, welche in der numerischen
Stro¨mungsmechanik Verwendung ﬁnden, vorgestellt werden. Daraus wird die Entschei-
dung fu¨r eines dieser Verfahren abgeleitet und anschließend ein fu¨r dieses Problem geeig-
neter Lo¨sungsalgorithmus diskutiert.
3.4.1 Verfahren der numerischen Stro¨mungsmechanik
Zur Lo¨sung der stro¨mungsmechanischen Gleichungen gibt es nach [43, 45, 48] drei Arten
von Diskretisierungen.
Die A¨lteste und Einfachste ist die Finite–Diﬀerenzen–Methode (FDM). In
diese wurde folglich auch die la¨ngste Entwicklungszeit eingebracht. Bei diesem Verfahren
werden die Diﬀerentialquotienten direkt durch Diﬀerenzenquotienten ersetzt. Diese erha¨lt
man mittels Taylorreihenentwicklung der entsprechenden Stro¨mungsgro¨ßen. Daraus re-
sultiert ein System von algebraischen Gleichungen, dessen Lo¨sung mit den Methoden der
Algebra erfolgt. Nachteil des Verfahrens ist die a¨quidistante Schrittweite, wodurch es, im
Vergleich zu den beiden anderen Methoden, einen wesentlichen Flexibilita¨tsnachteil erlei-
det. Vorteil ist seine hohe Genauigkeit.
Das zweite Verfahren ist die Finite–Volumen–Methode (FVM). Die Grundgleichun-
gen der Stro¨mungsmechanik sind Erhaltungssa¨tze. Innerhalb des betrachteten Kontrollvo-
lumens werden die, das System beschreibenden, extensiven Zustandsgro¨ßen Masse, Impuls
und Energie bilanziert. Es liegt nahe, die Transportgleichungen u¨ber die betrachteten Kon-
trollvolumina zu integrieren. Mit Hilfe des Satzes von Gauß ko¨nnen die Volumenintegrale
in Oberﬂa¨chenintegrale umgewandelt werden. Unter der Voraussetzung einer homogenen
Verteilung der Zustandsgro¨ßen innerhalb des betrachteten Kontrollvolumens sowie auf
der das Volumen einschließenden Oberﬂa¨che, lassen sich die Integrale durch Summen ap-
proximieren. Dies fu¨hrt wiederum auf algebraische Gleichungen. Vorteil der Methode, im
Vergleich zur FDM, ist ihre gro¨ßere geometrische Flexibilita¨t, da die betrachteten Kon-
trollvolumina prinzipiell beliebige Formen haben ko¨nnen.
Ein weiteres, in der numerischen Stro¨mungsmechanik verwendetes, Verfahren ist die
Finite–Element–Methode (FEM). Diese wurde fu¨r die Lo¨sung von Problemen der
Festko¨rpermechanik entwickelt und ist in ihrer allgemeinen Form eine gewichtete Residu-
enformulierung. Das Rechengebiet wird in eine Vielzahl von Elementen unterteilt. Dabei
wird die partielle Diﬀerentialgleichung in eine Variationsformulierung u¨berfu¨hrt. Ziel ist
hierbei das Minimieren gewisser Energieintegrale. In der Festko¨rpermechanik ist das die
Forma¨nderungsarbeit. Diese Methode wurde in den letzten Jahren auch fu¨r Probleme der
Stro¨mungsmechanik und viele andere Anwendungsgebiete weiterentwickelt. Allerdings ist
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hierbei eine Variationsformulierung nicht ohne weiteres mo¨glich. Na¨here Ausfu¨hrungen da-
zu ﬁndet man in [45]. Vorteil der FEM, gegenu¨ber den beiden anderen Verfahren, ist die
hohe Flexibilita¨t in der Wahl der Elemente. Nachteilig ist ihr erho¨hter Implementierungs-
aufwand. Fu¨r eine genauere Beschreibung dieser drei Methoden sei auf [48] verwiesen.
Zur Lo¨sung, der den PRK eindimensional beschreibenden Diﬀerentialgleichungen, ist die
FDM am eﬀektivsten. Nicht zuletzt ist sie die am einfachsten zu realisierende Methode.
Sie wird anhand des verwendeten Lo¨sungsalgorithmusses genauer vorgestellt.
3.4.2 Finite–Diﬀerenzen–Methode und MacCormack–Verfahren
Das Rechengebiet wird in eine feste Anzahl von n Rechenpunkten unterteilt. Dies nennt
man Diskretisierung. An den diskreten Punkten i werden die Diﬀerentialgleichungen na¨he-
rungsweise gelo¨st. Grundlage der FDM ist die Taylorreihenentwicklung der interessieren-
den Stro¨mungsgro¨ße g am betrachteten Rechenpunkt i nach Ort und Zeit und Abbruch
dieser nach dem linearen Anteil. Die zeitliche Entwicklung ist somit gegeben durch







Bei dieser expliziten Formulierung wird der zeitliche Gradient der Stro¨mungsgro¨ße g aus
Werten der Zeitebene t gebildet. Bei einer impliziten Formulierung ist das nicht der Fall.
Diese Arbeit beschra¨nkt sich auf die Vorstellung der expliziten Formulierung.
Mit Gleichung (22) la¨ßt sich der Wert der Stro¨mungsgro¨ße g zum Zeitpunkt t + ∆t aus
Werten zum Zeitpunkt t ermitteln. Das entspricht einer linearen Extrapolation. Um das
Approximationszeichen durch ein Gleichheitszeichen ersetzen zu du¨rfen, muß der Zeit-
schritt ∆t klein sein, damit der entstandene Abbruchfehler der Taylorreihe im Zuge der
Rechnung nicht u¨berma¨ßig anwa¨chst und zu falschen Ergebnissen fu¨hrt. Ein Kriterium
hierfu¨r wird spa¨ter angegeben. Das Prinzip dieses Verfahrens ist in [44] graphisch ver-
deutlicht. Um die Genauigkeit zu erho¨hen, wird beim MacCormack–Verfahren zuerst mit
Gleichung (22) eine Wertvorhersage gemacht (Prediktorschritt), welche dann in einem
zweiten Schritt (Korrektorschritt) korrigiert wird. Dies stellt sich wie folgt dar:
Schritt 1: Prediktorschritt










wobei der zeitliche Gradient von g aus den Werten zum Zeitpunkt t gebildet wird.
Schritt 2: Korrektorschritt







den Ergebnissen des Prediktorschrittes.
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Schritt 3: Mittelwertbildung
Anschließend erfolgt eine Mittelwertbildung der zeitlichen Gradienten aus Prediktor–






















aus den Werten zum Zeitpunkt t und dem gemittelten zeitlichen Gradienten.
Diese Vorgehensweise entspricht einer zeitlichen Mittelwertbildung. Somit erha¨lt man eine
Genauigkeit zweiter Ordnung in der Zeit, was einem Abbruch der Taylorreihe nach dem
in der Zeit quadratischen Term gleich ka¨me.
Die zeitlichen Gradienten der Stro¨mungsgro¨ßen, sowohl im Prediktorschritt als auch im
Korrektorschritt, werden in einfacher Weise aus den zu lo¨senden Diﬀerentialgleichungen
(17) bis (20) gewonnen, indem diese nach den Gradienten aufgelo¨st werden. Die Orts-
ableitungen der jeweiligen Stro¨mungsgro¨ßen werden dabei ebenfalls mittels Taylorreihen-




























gi+1 − 2gi + gi−1
∆x2
. (26)
Voraussetzung fu¨r die Verwendung des Gleichheitszeichens ist wiederum eine kleine ra¨um-
liche Schrittweite ∆x.
Die aufgezeigte Vorgehensweise bewirkt eine ra¨umliche Mittelwertbildung, welche der Ver-
wendung des Zentraldiﬀerenzenquotienten bei einem Einschrittverfahren gleichwertig ist.
Man erha¨lt somit eine Genauigkeit zweiter Ordnung im Raum. Allerdings bewirkt die
Verwendung des Zentraldiﬀerenzenquotienten unphysikalische Oszillationen in Bereichen
starker ra¨umlicher Gradienten der Stro¨mungsgro¨ßen. Diese ko¨nnen durch eine ku¨nstliche
Vergro¨ßerung der diﬀusiven Terme in diesen Bereichen beseitigt werden. Ein anderes Ver-
fahren, welches diese negative Eigenschaft nicht besitzt, ist das Upwind–Verfahren. Bei
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diesem ist zur Stabilisierung keine ku¨nstliche Vergro¨ßerung der diﬀusiven Terme no¨tig.
Das Verfahren erzeugt eine ku¨nstliche numerische Diﬀusion, die proportional zur Orts-
schrittweite ∆x ist. Somit ist seine stabilisierende Eigenschaft abha¨ngig von dieser. Das
Upwind–Verfahren erster Ordnung verwendet, in Abha¨ngigkeit von der Ausbreitungsrich-
tung der Information, entweder Vorwa¨rts– oder Ru¨ckwa¨rtsdiﬀerenzenquotienten. Damit
sinkt allerdings die Genauigkeit. Es gibt auch Upwind–Verfahren zweiter Ordnung, die
genauer sind und eine numerische Diﬀusion besitzen. Eine ausfu¨hrlichere Beschreibung
dieser Verfahren, sowie deren Eigenschaften und eine Vielzahl weiterer Algorithmen ﬁn-
det man in [44].
3.4.3 Anfangs– und Randbedingungen
Zur Lo¨sung der Diﬀerentialgleichungen (17) bis (20) sind sowohl Anfangsbedingungen als
auch Randbedingungen notwendig.
Da die genauen Anfangsbedingungen der einzelnen Stro¨mungsgro¨ßen nicht bekannt
sind, werden fu¨r sie Scha¨tzwerte vorgegeben, welche durch die wiederholte Berechnung
eines PRK–Prozesses iterativ korrigiert werden. Die Berechnung ist beendet, wenn sich
die Gro¨ßen Temperatur, Geschwindigkeit und Druck bei zwei aufeinander folgenden Pro-
zessen nicht sta¨rker a¨ndern, als es ein Toleranzwert zula¨ßt. Dieser wurde beispielsweise
fu¨r die Temperaturen mit ∆T = 0, 1 K festgelegt. Zu Beginn der Rechnung wird eine
lineare Temperaturverteilung in Regenerator– und Pulsationsro¨hrenmaterial von 300 K
auf 50 K angenommen. Im Laufe der Rechnung wird diese sta¨ndig korrigiert, bis sich ein
Temperaturverlauf einstellt, dessen Wert sich bei zwei aufeinander folgenden Prozessen,
zum jeweils gleichen Zeitpunkt, nur im Rahmen der vorgegebenen Toleranz a¨ndert. Der
resultierende Verlauf entspricht dann der simulierten Temperaturverteilung, siehe hierzu
Abbildung 8.
Abbildung 8: Temperaturverteilung in den Bauteilen des VVPRKs
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Es sind fu¨r Druck, Massenstrom, Gastemperatur und Materialtemperatur folgende An-
fangsbedingungen vorzugeben:
p(x, t = 0) = p0(x) , (27)
m˙(x, t = 0) = m˙0(x) , (28)
T (x, t = 0) = T0(x) , (29)
Tm(x, t = 0) = Tm,0(x) . (30)
Die Formulierung der Randbedingungen wird auf die folgende Art vollzogen. Das In-
tegrationsgebiet wird in n Elemente der La¨nge ∆x aufgeteilt. Hierbei steht der Index 1
nach Abbildung 7 fu¨r das erste Element auf der Hauptkanalseite und der Index n fu¨r das
letzte Element auf der Nebenkanalseite. Fu¨r die Randbedingungen ergeben sich demnach
folgende Formulierungen:
1) Vorgabe der zeitabha¨ngigen Massenstro¨me an den Systemgrenzen fu¨r die
Stro¨mungsfeldberechnung
Der zeitliche Massenstromverlauf auf der Nebenkanalseite m˙tn wird aus einer expe-
rimentellen Messung m˙N(t) nach Unterabschnitt 2.2.5 vorgegeben:
m˙tn ≡ m˙N(t) . (31)
Er ist fehlerbehaftet und fu¨hrt somit zu einer Verfa¨lschung der Rechenergebnisse.
Der zeitliche Massenstromverlauf auf der Hauptkanalseite m˙t1 wird mit Hilfe der
Gleichungen (17) und (18), bei Vernachla¨ssigung der Reibungskraft und unter Ver-
wendung des Vorwa¨rtsdiﬀerenzenquotienten aus Gleichung (24), durch den gemes-








· (ptReg − pt−∆tReg ) . (32)
Hierbei sind Ag1 die Stro¨mungsﬂa¨che und T1 die Gastemperatur im ersten Element.
Fu¨r alle Berechnungen werden die gleichen Randbedingungen verwendet. Fu¨r den
zeitlichen Druckverlauf vor dem Regenerator wird der gemessene zeitliche Druck-
verlauf fu¨r eine Ka¨lteleistung von 110 W vorgegeben. So ist eine Vergleichbarkeit
der Rechenergebnisse, bei unterschiedlicher Parametrisierung des Modells, mo¨glich.
Aus dieser Festlegung resultieren fu¨r die Verwendung des Programmes zwei Ein-
schra¨nkungen. Erstens werden Berechnungen mit einer Ka¨lteleistung ungleich 110 W
weniger genaue Ergebnisse liefern. Zweitens sind nur Berechnungen von Konstruk-
tionen mo¨glich, deren resultierenden zeitlichen Druckverla¨ufe geringfu¨gig von denen,
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fu¨r die Randbedingungen verwendeten abweichen. Das Problem wird in Unterab-
schnitt 4.2.1 eine Rolle spielen. Eine Besta¨tigung dafu¨r wird in Abschnitt 4.1 ange-
geben. Die gezeigte Formulierung der Randbedingungen macht eine Untersuchung
von Steuerzeiten unmo¨glich.
2) Vorgabe der Temperaturen fu¨r Gas und Konstruktionsmaterial an den
Systemgrenzen fu¨r die Temperaturfeldberechnung
Fu¨r die Materialtemperatur wird sowohl auf der Hauptkanalseite 1 als auch auf der
Nebenkanalseite n fu¨r alle Zeitpunkte t Umgebungstemperatur TU angenommen:
Tm,1 = Tm,n = TU . (33)
Fu¨r die Gastemperatur gilt auf beiden Seiten:
a) Einstro¨men mit Umgebungstemperatur
T1 = Tn = TU . (34)




=⇒ T1 = T2 , Tn = Tn−1 . (35)
3.4.4 Fehler– und Stabilita¨tsbetrachtungen
In diesem Abschnitt sollen mo¨gliche Fehlertypen bei der numerischen Lo¨sung von
Diﬀerentialgleichungen genannt und ein Kriterium zur Wahl der Zeitschrittweite angege-
ben werden.
Es treten im Wesentlichen drei Arten von Fehlern auf. Dies sind Diskretisierungsfehler,
Rundungsfehler und Implementierungsfehler [45]. Der Diskretisierungsfehler stellt
die Diﬀerenz zwischen der analytischen Lo¨sung der Diﬀerentialgleichung und der exak-
ten, rundungsfehlerfreien, numerischen Lo¨sung dar. Er ist somit ein Abbruchfehler der
Taylorreihe. Rundungsfehler entstehen durch die wiederholte Anzahl von Rechnungen,
bei denen der Computer permanent einige signiﬁkante Stellen auf– oder abrundet. Imple-
mentierungsfehler entstehen bei der Umsetzung des Lo¨sungsalgorithmusses mittels einer
Programmiersprache.
Die Betrachtung der oben aufgefu¨hrten ersten zwei Fehlerarten und der Bedingung, daß
sich der Rundungsfehler pro Zeitebene von einem Zeitschritt zum anderen nicht ver-
gro¨ßert, fu¨hrt auf ein Kriterium fu¨r die maximale Zeitschrittweite, bei der das explizite









C = a · ∆t
∆x
≤ 1 . (37)




die Schallgeschwindigkeit. Breitet sich
innerhalb eines, mit der Geschwindigkeit u stro¨menden, Mediums eine Schallwelle mit der
Geschwindigkeit a aus, wird die Bedingung (37) zu
C = (a + u) · ∆t
∆x
≤ 1 . (38)
Der explizite Zeitschritt darf also nicht gro¨ßer sein als die Zeit, welche ein Fluidteilchen
beno¨tigt, um von einem Gitterpunkt zum anderen zu gelangen. Bei nichtlinearen Diﬀe-
rentialgleichungen ist C = 1 zu wa¨hlen. Somit folgt bei gegebener Ortsschrittweite fu¨r





Dies bedeutet bei einer Ortsdiskretisierung von ∆x = 1 cm und einer Geschwindigkeits-
summe von a + u = 1000 m/s einen maximal zula¨ssigen Zeitschritt von ∆t = 10 ms.
Die gro¨ßten Fehler bei dem entwickelten Simulationsmodell liegen nicht in der numerischen
Behandlung des Problems. Sie entstehen durch die Art der Modellierung, die gemachten
Vereinfachungen und der ungenauen Kenntnis von Randbedingungen, Stoﬀdaten sowie
der Stro¨mung und Wa¨rmeu¨bergang charakterisierende Parameter. Das sind beispielswei-
se Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzienten und Druckverlustbeiwerte. Sie mu¨ssen aus experimen-
tellen Untersuchungen bekannt sein. Eine Besta¨tigung dieses Sachverhaltes wird in
Abschnitt 4.1 gegeben.
3.5 Lo¨sungscode
Die numerische Lo¨sung der in Unterabschnitt 3.3.2 angegebenen Diﬀerentialgleichungen
(17) bis (20) mit dem in Unterabschnitt 3.4.2 vorgestellten Lo¨sungsalgorithmus erfolgt,
unter Beachtung der Anfangs– und Randbedingungen, mit dem Programm MATLAB
[49]. Eine detaillierte Beschreibung des entwickelten Codes beﬁndet sich in Anhang A.1.
Alle in dieser Arbeit durchgefu¨hrten Berechnungen erfolgten bei einer Prozeßfrequenz
von ν = 2, 15 Hz und mit einer ra¨umlichen Schrittweite von 1 cm. Die sich ergebenden
Zeitschrittweiten betragen fu¨r das Stro¨mungsfeld (5..10) ms und fu¨r das Temperaturfeld
(50..100) ms. Mittels einer Schrittweitensteuerung wird der verwendete Zeitschritt aus den
angegebenen Bereichen ermittelt. Fu¨r die geometrische Zuordnung der einzelnen Bauteile
nach Abbildung 7 ergeben sich mit der gewa¨hlten Ortsschrittweite fu¨r den vorhandenen
VVPRK die in Tabelle 1 angegebenen Werte. Bei diesen Schrittweiten beno¨tigt man fu¨r
die Berechnung eines PRK–Prozesses mit einer Zeitdauer von 465 ms, unter Verwendung
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Punkt nach Abbildung 7 nAn nCrNi nPb nKK nPR n
Ort [cm] 3 13 17 19 53 58
Tabelle 1: Geometriezuordnungen
eines Computers mit einer Taktfrequenz von etwa 2 GHz, eine Rechenzeit von ca. einer
Minute. Auf die Variation einer Prozeßgro¨ße, zum Beispiel der Ka¨lteleistung, reagiert der
vorhandene VVPRK mit einer Vera¨nderung der Materialtemperaturverteilung, deren sta-
bile Einstellung ungefa¨hr 15 Minuten dauert. Fu¨r die Simulation dieses Vorgangs beno¨tigt
man somit eine Rechenzeit von ca. 32 Stunden.
Mit Hilfe des entwickelten Simulationsprogrammes ist es mo¨glich, die zeitlichen und ra¨um-
lichen Verteilungen der, den PRK–Prozeß beschreibenden, Gro¨ßen Druck, Geschwindig-
keit, Massenstrom, Temperatur, Reynoldszahl, etc. zu berechnen. Zudem ko¨nnen wa¨hrend
des Prozesses auftretende Energiestro¨me ausgegeben werden. Als Beispiel sei das berech-
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Abbildung 9: Zeitlicher und ra¨umlicher Druckverlauf im VVPRK
Es wurden gemessene Druckverla¨ufe an den Systemgrenzen vorgegeben und die sich im
System u¨ber Ort und Zeit einstellenden Druckwerte berechnet. An dieser Darstellung ist
der ra¨umliche Druckgradient im Regenerator zu erkennen. Der Druck in der
Pulsationsro¨hre hingegen, ist u¨ber dem Ort nahezu konstant.
Vordergru¨ndiges Ziel der Berechnungen ist nicht eine hohe Genauigkeit, sondern mit
mo¨glichst einfachen Mitteln, Tendenzen fu¨r die Optimierung des PRKs abzuleiten. Die-
sen Zweck erfu¨llt das Modell. Einschra¨nkungen zur Verwendungsfa¨higkeit des Programmes
ergeben sich aus den in Unterabschnitt 3.4.3 diskutierten Randbedingungen. Zur U¨ber-
pru¨fung der Leistungsfa¨higkeit des entwickelten Simulationsprogrammes, wurden die im
folgenden Kapitel aufgezeigten Untersuchungen angestellt.
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4 Numerische und experimentelle Untersuchungen
4.1 Validierung des Modells
Um die Richtigkeit des Modells nachzuweisen und verwertbare Ergebnisse zu erzielen, ist
eine experimentelle U¨berpru¨fung von Rechenergebnissen unumga¨nglich. Es ist weiterhin
notwendig, Parameter, welche nicht aus konstruktiven Angaben bekannt sind, durch expe-
rimentelle Untersuchungen abzustimmen. Dies seien beispielsweise die freien Stro¨mungs-
querschnitte an den Steuerventilen und ein Kopplungsfaktor fu¨r den thermischen Kontakt
zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre. Zur Validierung wurden solche Berechnungen
durchgefu¨hrt, zu denen experimentelle Untersuchungen bereits vorlagen oder im Rahmen
dieser Arbeit durchgefu¨hrt wurden.
4.1.1 Massenstrom auf der Hauptkanalseite
In Abbildung 10 ist der zeitliche Verlauf des Gasmassenstromes wa¨hrend eines Prozesses
am warmen Ende des Regenerators aufgetragen. Ein Prozeß erstreckt sich u¨ber den Zeit-
raum von 0 ms bis 465 ms. Dabei wird ein aus Messungen gewonnener Massenstrom dem
Berechneten gegenu¨bergestellt. Beide Ergebnisse zeigen den stark instationa¨ren Verlauf.
Der gemessene Massenstrom wurde aus dem gemessenen zeitlichen Druckverlauf in der
Pulsationsro¨hre, unter Annahme einer konstanten Temperatur von 300 K im gesamten
Ku¨hler, wie in Unterabschnitt 2.2.5 beschrieben, errechnet. Ein positives Vorzeichen steht
fu¨r einen Massenstrom von der Hauptkanalseite zur Nebenkanalseite.
Abbildung 10: Vergleich gemessener und berechneter Massenstrom am warmen Ende des Regenerators
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Die O¨ﬀnungszeiten der Ventile/Kana¨le sind in die Darstellung am oberen Rand eingetra-
gen. Diese werden in allen folgenden Betrachtungen konsequent verwendet. Zum Zeitpunkt
t = 0 ms ist der Nebeneinlaßkanal bereits 10 ms lang geo¨ﬀnet. Weil zu dieser Zeit auch
noch der Hauptauslaßkanal geo¨ﬀnet ist, kommt es zu einem Massenstrom von der Neben-
kanalseite zur Hauptkanalseite. Beim Schließen des Hauptauslaßkanals fa¨llt dieser auf Null
ab. U¨ber die Systemgrenze Hauptkanalseite stro¨mt jetzt kein Gas mehr. Die Messung wird
dem gerecht. Bei der Berechnung kommt es zu einem Massenstrom gro¨ßer als Null. Die
unterschiedlichen Ergebnisse entstehen dadurch, daß der Massenstrom, nach Abbildung 7
in dem an die Systemgrenze anschließenden Kontrollelement, also im Inneren des Systems,
berechnet wird. Dies fu¨hrt dazu, daß nicht nur der u¨ber die Systemgrenze ﬂießende, son-
dern auch der durch Kompressions– und Expansionsvorga¨nge auftretende Massenstrom
berechnet wird. Bei der Messung hingegen erha¨lt man nur den tatsa¨chlich u¨ber
die Systemgrenze ﬂießenden Massenstrom. Ein positiver Massenstrom auf der Hauptka-
nalseite bedeutet bei geschlossenen Ventilen Expansion. Treibende Kraft dafu¨r ist die
Sogwirkung des kalten Regenerators. Der Zeitpunkt des O¨ﬀnens des Haupteinlaßkanals
(72 ms) ist, sowohl in der Rechnung als auch in der Messung zu erkennen. Der Mas-
senstrom fa¨llt nach Erreichen eines Maximums wieder auf Null ab. Anschließend tritt
ein Unterschied zwischen Rechnung und Messung auf. Es kommt durch Abku¨hlung des
Gases im Regenerator erneut zu einer Sogwirkung in Richtung des kalten Endes des Re-
generators und somit zu einem positiven Massenstrom. Dieser wird durch das O¨ﬀnen des
Nebenauslaßkanals noch versta¨rkt. Beim Schließen des Haupteinlaßkanals fa¨llt er auf Null
ab. Es tritt ein Ru¨ckstro¨men zum warmen Ende des Regenerators auf. Mit dem O¨ﬀnen des
Hauptauslaßkanals, steigt der Massenstrom in diese Richtung noch sta¨rker an und fa¨llt
dann langsam wieder ab. Hierbei kommt es zu einer großen Diskrepanz zwischen Messung
und Rechnung, die sich mit rein thermischen Eﬀekten nicht erkla¨ren la¨ßt. Eine Erkla¨rung
dafu¨r ist, daß der gemessene Massenstrom wieder nur der tatsa¨chlich u¨ber die Systemgren-
ze ﬂießende ist und der berechnete auch den zur Kompression fu¨hrenden beinhaltet. Ein
Grund fu¨r die Abweichung ist in dem vorgegebenen fehlerbehafteten Massenstrom auf der
Nebenkanalseite zu ﬁnden, der das Ergebnis des Massenstromes auf der Hauptkanalseite
beeinﬂußt. Hierzu sei auf die Ausfu¨hrungen in Unterabschnitt 3.4.3 verwiesen.
Unter Beachtung der genannten Abweichungen und deren Ursachen, stimmt der berech-
nete Massenstrom mit der Messung u¨berein, so daß man mit dem Modell in der Lage ist,
Aussagen u¨ber das Stro¨mungsfeld im Inneren des PRKs zu treﬀen.
4.1.2 Druckverlauf auf der Nebenkanalseite
Abbildung 11 zeigt den gemessenen und den berechneten zeitlichen Druckverlauf in der
Pulsationsro¨hre. Der qualitative Verlauf wird hierbei durch die Rechnung gut wiedergege-
ben. Im Bereich zwischen t = 50 ms und t = 200 ms wird der gemessene Verlauf durch die
Rechnung besser wiedergegeben. Zu einer gro¨ßeren Abweichung kommt es in Bereichen, in
denen ein Massenstrom u¨ber die Nebenkana¨le auftritt. Dies ist der Fall, wenn die Neben-
ventile geo¨ﬀnet sind. Die in den Unterabschnitten 2.2.5 und 3.4.3 erla¨uterte Tatsache, daß
der fu¨r die Berechnung verwendete Massenstrom am warmen Ende der Pulsationsro¨hre
fehlerbehaftet ist, wird somit besta¨tigt.
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Abbildung 11: Vergleich gemessener und berechneter Druckverlauf in der Pulsationsro¨hre
4.1.3 Gastemperatur
Die berechnete Arbeitsgastemperatur in allen Bauteilen des VVPRKs, aufgetragen u¨ber
Ort und Zeit, ist fu¨r eine Ka¨lteleistung von 110 W in Abbildung 12 dargestellt. Zur An-
ordnung der Bauteile vergleiche mit Abbildung 7.
Es zeigt sich, daß im Bereich von Regenerator und Kaltkopf die Gastemperatur u¨ber
der Zeit unwesentlich variiert. Das entspricht den Erwartungen, da in diesem Bereich
die Temperatur des Gases durch die hohe Wa¨rmekapazita¨t des Regeneratormaterials be-
stimmt wird. Interessant ist der Bereich zwischen 21 cm und 53 cm. In diesem beﬁndet
sich die Pulsationsro¨hre. Zu erkennen ist eindeutig ein Temperaturmaximum in deren
mittleren Bereich. Dieses entsteht, indem das sich in der Pulsationsro¨hre beﬁndende Gas,
welches u¨ber die Nebenkana¨le eingestro¨mt ist, durch u¨ber die Hauptkana¨le zeitverzo¨gert
nachstro¨mendes Gas, verdichtet wird und sich somit erwa¨rmt. Das Ergebnis steht in U¨ber-
einstimmung mit Meßergebnissen aus der Diplomarbeit von Wagner [10], bei der die
Gastemperatur in der Pulsationsro¨hre mittels HDA gemessen wurde.
In Abbildung 13 ist der berechnete ra¨umliche Gastemperaturverlauf im gesamten VVPRK
fu¨r vier verschiedene Zeitpunkte, wa¨hrend des Ausstro¨mvorgangs durch den Nebenauslaß-
kanal, u¨ber dem Ort aufgetragen. Die dazugeho¨rigen Ventilzusta¨nde sind in der Abbildung
angegeben und die Steuerzeiten Abbildung 10 zu entnehmen. Zu sehen ist, daß zu Beginn
des Ausstro¨mvorgangs, bei NA: o¨ﬀnet, etwa in der Mitte der Pulsationsro¨hre die ho¨chste
Prozeßtemperatur von u¨ber 450 K erreicht wird. Das stimmt sehr gut mit den Meßer-
gebnissen in [10] u¨berein. Dieses Temperaturmaximum verschiebt sich mit fortlaufendem
Ausstro¨mvorgang zum warmen Ende der Pulsationsro¨hre hin. Das wurde ebenfalls bei den
Messungen von Wagner [10] festgestellt. Ab dem Zeitpunkt des O¨ﬀnens des Hauptauslaß-
kanals stro¨mt fast kein Gas mehr u¨ber den Nebenauslaßkanal aus. Durch das Entleeren
der Pulsationsro¨hre u¨ber den geo¨ﬀneten Hauptauslaßkanal kommt es zu einer Entspan-
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Abbildung 12: Berechnete Arbeitsgastemperatur
nung. Die dabei erreichte Abku¨hlung ist in der Berechnung sta¨rker als in der Messung.
Eine Erkla¨rung dafu¨r liefert die Betrachtung der Art der Modellierung. Da es sich um ein
eindimensionales Stro¨mungsmodell handelt, werden Randeﬀekte, wie erho¨hter Wa¨rme-
eintrag in das Gas an den Enden der Pulsationsro¨hre durch starke Verwirbelungen, nicht
erfaßt. Bei dieser Modellierung werden keine Geschwindigkeitskomponenten abweichend
zur Hauptstro¨mungsrichtung beru¨cksichtigt, so daß in diese Richtungen auch kein konvek-
tiver Energietransport berechnet wird. Folglich kann der erho¨hte Wa¨rmeeintrag in das Gas
in Rand– und U¨bergangsbereichen oder bei sprunghaften Geometriea¨nderungen, infolge
starker Verwirbelungen, rechnerisch nicht ermittelt werden und die berechnete Gastem-
peratur ist kleiner als im Experiment gemessen. Durch eine ku¨nstliche Vergro¨ßerung der
diﬀusiven Terme in solchen Bereichen, kann das Modell den realen Umsta¨nden angepaßt
werden.
Man erkennt an Abbildung 13 auch gut den ka¨lteerzeugenden Eﬀekt, wobei das Arbeitsgas
am Ende des Ausstro¨mvorgangs (Kurve mit Zeit = 391 ms) am kalten Ende der Pulsa-
tionsro¨hre (Ort = 22 cm) unterhalb des Wertes der Kaltkopftemperatur (Ort = 18 cm)
abku¨hlt. Dieses kalte Gas stro¨mt daraufhin wegen des weiterhin geo¨ﬀneten Hauptauslaß-
kanals u¨ber den Kaltkopf in Richtung warmes Ende des Regenerators und nimmt dabei
Wa¨rme vom Festko¨rper auf.
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Abbildung 13: Gastemperatur beim Ausstro¨men u¨ber den Nebenauslaßkanal
Die Verha¨ltnisse beim Einstro¨mvorgang u¨ber den Nebeneinlaßkanal sind analog. Abbil-
dung 14 zeigt dazu den ra¨umlichen Gastemperaturverlauf fu¨r vier Zeitpunkte zwischen
O¨ﬀnen und Schließen des Nebeneinlaßkanals. Die Gastemperatur in der Pulsationsro¨hre
steigt vom Zeitpunkt des O¨ﬀnens des Nebeneinlaßkanals bis zum Zeitpunkt des O¨ﬀ-
nens des Haupteinlaßkanals langsam an. Wa¨hrend der Zeitspanne zwischen O¨ﬀnen des
Haupteinlaßkanals und Schließen des Nebeneinlaßkanals steigt die Gastemperatur infolge
des Einstro¨mens von Gas u¨ber den Haupteinlaßkanal stark an.
Abbildung 14: Gastemperatur beim Einstro¨men u¨ber den Nebeneinlaßkanal
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Dies steht in U¨bereinstimmung mit den HDA–Messungen von Wagner [10]. In Abbil-
dung 12 ist zu sehen, daß wa¨hrend der Zeit zwischen Nebeneinlaßkanal schließt (117 ms)
und Nebenauslaßkanal o¨ﬀnet (179 ms), die Temperatur des Gases in der Pulsationsro¨hre
nur noch minimal ansteigt. Es kommt dabei, durch die vorhandene Gasstro¨mung u¨ber
den Haupteinlaßkanal, zu einer Verschiebung der Maximaltemperatur zum warmen Ende
der Pulsationsro¨hre hin, bis schließlich der Nebenauslaßkanal o¨ﬀnet und das warme Gas
ausstro¨mt.
In Abbildung 15 ist der berechnete zeitliche Gastemperaturverlauf am kalten Ende, in
der Mitte und am warmen Ende der Pulsationsro¨hre (PR) dargestellt. Hierbei ist gut, die
Abbildung 15: Zeitlicher Gastemperaturverlauf in der Pulsationsro¨hre
große zeitliche Temperatura¨nderung in der Mitte der Pulsationsro¨hre zu erkennen. An den
beiden Enden der Pulsationsro¨hre sind die zeitlichen Gastemperatura¨nderungen geringer.
Daraus kann man schlußfolgern, daß der Verdichtungs– und Entspannungsvorgang in der
Mitte der Pulsationsro¨hre am sta¨rksten ist. Der gezeigte Verlauf besta¨tigt die Messungen
von Wagner [10].
4.1.4 Materialtemperatur
Mit dem entwickelten Programm ist es einerseits mo¨glich, den thermodynamischen Zu-
stand des Gases und andererseits den ra¨umlichen und zeitlichen Temperaturverlauf des
mit dem Arbeitsgas in thermischen Kontakt stehenden Konstruktionsmaterials zu be-
rechnen. Somit lassen sich beispielsweise die Temperaturverteilungen in Regenerator und
Pulsationsro¨hre berechnen. Abbildung 16 zeigt den berechneten, u¨ber einen Prozeß zeit-
lich gemittelten, ra¨umlichen Materialtemperaturverlauf. Fu¨r eine Bauteilzuordnung sei
auf die Abbildungen 7 und 8 verwiesen. Der Temperaturverlauf wurde sowohl fu¨r 0 W
als auch fu¨r 110 W Ka¨lteleistung berechnet. In beiden Fa¨llen ist der starke ra¨umliche
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Abbildung 16: Ra¨umlicher Materialtemperaturverlauf
Temperaturgradient am warmen Ende des Edelstahlregenerators zu erkennen. Bedingt
durch mit fallender Temperatur kleiner werdender speziﬁscher Wa¨rmekapazita¨t des Re-
generatormaterials, wird dieser im ka¨lteren Bereich geringer. Durch die Verwendung eines
an den Edelstahlregenerator anschließenden Regenerators aus bleibeschichtetem Bronze-
drahtsiebgewebe kleinerer Porosita¨t, ist man in der Lage, einer Verkleinerung des ra¨umli-
chen Temperaturgradienten entgegenzuwirken. Dies ist in Abbildung 16 gut zu erkennen.
Hierbei beginnt der bleibeschichtete Teil des Regenerators am Ort gleich 12 cm. An den
Bleiregenerator schließt sich der Kaltkopf an, welchem die Wa¨rmeleistung zugefu¨hrt wird.
Dem Kaltkopf folgt die koaxial zu Regenerator und Kaltkopf angeordnete Pulsationsro¨hre.
Dabei tritt ein Wa¨rmestrom zwischen diesen Bauteilen auf, dessen Auswirkungen in Un-
terabschnitt 4.2.3 diskutiert werden. Der berechnete ra¨umliche Temperaturverlauf des
Regeneratormaterials entspricht den Darstellungen aus der Literatur [50, 51] und gemes-
senen Verla¨ufen aus [26].
Um die Richtigkeit des berechneten ra¨umlichen Temperaturverlaufes im Pulsationsro¨hren-
material nachzuweisen, wurde am Ende der Pulsationsro¨hre die Temperatur an vier Stellen
gemessen und mit den berechneten Werten verglichen. Der durch koaxiale Kopplung zwi-
schen Regenerator und Pulsationsro¨hre bedingte radiale Wa¨rmestrom wird, mittels eines
Faktors fkoax nach
Q˙koaxial, exp = fkoax · Q˙koaxial , (40)
an das experimentelle Resultat angepaßt. Diese Anpassung ist notwendig, da der tatsa¨chli-
che Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient analytisch nicht ermittelt werden kann. Die Untersuchung
wurde sowohl fu¨r 0 W als auch fu¨r 110 W Ka¨lteleistung durchgefu¨hrt. Abbildung 17 zeigt
das Resultat bei einer Ka¨lteleistung von 110 W . Dargestellt ist die Pulsationsro¨hren-
temperatur u¨ber dem Ort, fu¨r verschiedene koaxiale Kopplungsfaktoren. Weiterhin ist
der gemessene Temperaturverlauf eingetragen. Eine hinreichende U¨bereinstimmung zwi-
schen berechneten und gemessenen Temperaturwerten ist bei einem Kopplungsfaktor von
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gegeben. Demzufolge ist die reale thermische Kopplung erheblich kleiner, als
sich aus dem Wa¨rmeleitwiderstand des Pulsationsro¨hrenmaterials ergibt. Dies ist unter
anderem eine Folge der eindimensionalen Modellierung, bei welcher in radialer Richtung
eine konstante Temperatur vorausgesetzt wird. In Wirklichkeit ist das nicht der Fall. Das
Regeneratormaterial besitzt ein radiales Temperaturproﬁl, welches an der Kopplungsstelle
zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre, bei einer U¨bertemperatur der Pulsationsro¨hre,
seinen Maximalwert besitzt. Die bei der eindimensionalen Berechnung verwendete mitt-
lere Temperatur ist demzufolge kleiner als die tatsa¨chliche Materialtemperatur an dieser
Stelle. Daraufhin ist der berechnete Wa¨rmestrom, aufgrund der gro¨ßeren Temperatur-
diﬀerenz zwischen Regeneratormaterial und Pulsationsro¨hrenmaterial, gro¨ßer als der real
auftretende Wa¨rmestrom. Diese Diskrepanz muß durch eine experimentelle Validierung
des Modells beseitigt werden.
In Abbildung 18 ist der berechnete zeitliche Temperaturverlauf am Ort gleich 14 cm
(Bleiregenerator, vergleiche mit Abbildung 16), bei einer Ka¨lteleistung von 110 W aufge-
tragen. In das Diagramm wurden zusa¨tzlich die Ventilo¨ﬀnungszeiten eingefu¨gt. An dieser
Darstellung la¨ßt sich sehr gut der ablaufende VVPRK–Prozeß diskutieren. Zum Zeitpunkt
t = 0 ms sind Hauptauslaßkanal und Nebeneinlaßkanal geo¨ﬀnet. Es kommt, durch eine
Stro¨mung von kaltem Gas aus der Pulsationsro¨hre in Richtung warmes Ende des Rege-
nerators zu dessen Abku¨hlung. Mit dem O¨ﬀnen des Haupteinlaßkanals stro¨mt warmes
Gas vom warmen Ende des Regenerators in Richtung Pulsationsro¨hre. Das Regenera-
tormaterial erwa¨rmt sich. Der Massenstrom durch den Haupteinlaßkanal wird wegen des
Druckausgleichs im Laufe der Zeit kleiner. Mit dem O¨ﬀnen des Nebenauslaßkanals und
des damit verbundenen Druckabfalls in der Pulsationsro¨hre steigt er wieder an. Dies ist
an der weiteren Erwa¨rmung des Regeneratormaterials, durch u¨ber den Haupteinlaßkanal
einstro¨mendes warmes Gas, zu sehen. Mit dem Schließen des Haupteinlaßkanals fa¨llt der
Massenstrom von warmem Gas in Richtung Pulsationsro¨hre auf Null ab. Weil der Neben-
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Abbildung 18: Zeitlicher Temperaturverlauf im Bleiregenerator
auslaßkanal noch geo¨ﬀnet ist und wenig spa¨ter auch der Hauptauslaßkanal o¨ﬀnet, kommt
es zu einer Expansion des Gases im gesamten Ku¨hler. Dieses expandierende Gas nimmt
Wa¨rme von Kaltkopf und Regenerator auf und deren Temperatur sinkt folglich wieder auf
den Wert zu Beginn des Prozesses. Der aufgezeigte Vorgang entspricht den Vorstellungen
zum Ablauf des VVPRK–Prozesses.
Die Untersuchungen in diesem Abschnitt haben gezeigt, daß man mit dem Simulations-
programm in der Lage ist, den ablaufenden Prozeß qualitativ wiederzugeben und wich-
tige Prozeßwerte im Rahmen der, mit dieser Modellierung mo¨glichen, Genauigkeit zu
berechnen. Es wurden die sich bei der Berechnung des VVPRK–Prozesses ergebenden
Abweichungen zu Meßergebnissen aufgezeigt. Die Ursachen derer liegen vor allem in der
eindimensionalen Modellierung und der ungenauen Kenntnis der Randbedingungen. Mit
dem Programm ko¨nnen nur Berechnungen durchgefu¨hrt werden, bei denen die Vera¨nde-
rung der Parametrisierung des VVPRKs nicht sehr stark von der fu¨r die Ermittlung
der Randbedingungen herangezogenen Parametrisierung abweicht. Dies triﬀt vor allem
auf die gemessenen und fu¨r die Simulation verwendeten zeitlichen Druckverla¨ufe zu. Der
erla¨uterte Umstand stellt eine Grenze fu¨r die Verwendungsfa¨higkeit des entwickelten
Simulationsprogrammes dar.
Aus der Betrachtung der Validierungsergebnisse folgt, daß das erstellte Programm eine
Vorausberechnung des PRK–Prozesses, unter Beachtung der genannten Grenzen,
ermo¨glicht. Bezugnehmend auf die in Abschnitt 3.1 erla¨uterten Modellierungsmo¨glichkei-
ten, erfu¨llt das Modell die gewu¨nschten Anforderungen und hat nicht die Nachteile der
Modellierungen erster und zweiter Art. Besonders hervorzuheben ist, daß das erstellte
Simulationsprogramm erlaubt, den gesamten PRK–Prozeß zu berechnen. Ein solches Er-
gebnis wurde in vorangegangenen Arbeiten [37, 52] nur in Ansa¨tzen erzielt. Es ist somit
mo¨glich, den inneren Aufbau des PRKs aus der Simulation heraus zu optimieren und
Gesamtsystemuntersuchungen durchzufu¨hren.
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4.2 Numerische und experimentelle Untersuchungsergebnisse
Auf Basis der im vorherigen Abschnitt aufgezeigten Validierungsergebnisse, werden jetzt
Untersuchungen vorgestellt, die fu¨r den vorhandenen VVPRK durchgefu¨hrt wurden. Das
Simulationsprogramm wurde auf Fragestellungen angewandt, deren experimentelle Unter-
suchung nicht mo¨glich ist oder fu¨r die bisher keine Untersuchungsergebnisse existierten.
Dabei wurden Ergebnisse zur Optimierung des vorhandenen Aufbaus und zum Versta¨nd-
nis des PRK–Prozesses erzielt. Ein Teil dieser Ergebnisse wurde in [53] vero¨ﬀentlicht. Zu
einigen, dem Versta¨ndnis des PRK–Prozesses dienenden Fragestellungen, wurden eigene
experimentelle Untersuchungen durchgefu¨hrt. Zum Zwecke der Optimierung des vorhan-
denen VVPRKs resultieren eine Reihe von Verbesserungsvorschla¨gen, von denen einer
experimentell realisiert wurde. Dies wird im Folgenden vorgestellt.
4.2.1 Optimierung des hybriden Regenerators
Warum man den Regenerator aus verschiedenen Materialien aufbaut, wurde in Unterab-
schnitt 2.2.3 beschrieben und, wie in Abbildung 16 besta¨tigt, vom Simulationsprogramm
gut wiedergegeben. Ziel dieser Untersuchung war es, die innere Geometrie des Regene-
rators hinsichtlich der Leistungssteigerung des VVPRKs zu vera¨ndern. Dabei wurde in
einem ersten Schritt der Aufbau des Bleiregenerators untersucht. Zu vera¨ndernde Para-
meter waren hierbei dessen La¨nge und Porosita¨t.
Ausgangskonstruktion
Der hybride Regenerator, des in der Arbeitsgruppe vorhandenen VVPRKs, hatte vor der
Optimierung den Aufbau nach Tabelle 2.
Konstruktionsparameter Edelstahlregenerator Bleiregenerator
La¨nge [mm] 100 43
Porosita¨t 0,62 0,43
Anstro¨mﬂa¨che [mm2] 1400 1400
freie Stro¨mungsﬂa¨che [mm2] 880 608
gesamte Wa¨rmeu¨bertragungsﬂa¨che [m2] 2,38 0,56
Tabelle 2: Konstruktionsparameter der Ausgangsregeneratorversion
Mit dieser Konstruktion wurde bei 0 W Ka¨lteleistung eine Minimaltemperatur von 18 K
gemessen. Berechnet wurde sie mit 21 K. Bei einer Ka¨lteleistung von 110 W hatte der
VVPRK eine gemessene Kaltkopftemperatur von 81 K. Der bei dieser Ka¨lteleistung be-
rechnete Wert betra¨gt 92 K. Dies zeigt, daß sich die berechneten Kaltkopftemperaturen
fu¨r beide Ka¨lteleistungen in der Na¨he der experimentell ermittelten Werte beﬁnden. Die
Abweichungen liegen in einem Bereich von jeweils ca. 15%. Das entspricht der bei dieser
Modellierung erwarteten Genauigkeit.
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Berechnung verschiedener neuer Varianten
Die Geometrie des Edelstahlregenerators wurde beibehalten. Durch Vera¨nderung von
La¨nge und Porosita¨t des Bleiregenerators, la¨ßt sich das Temperaturproﬁl im gesamten
Regenerator verschieben. Mit Berechnungen bei verschiedenen La¨ngen und Porosita¨ten
sollte eine Variante gefunden werden, bei der die Ka¨lteleistung des Ku¨hlers am gro¨ßten
ist. In einer Untersuchung wurde die La¨nge des Bleiregenerators unvera¨ndert beibehalten
und nur dessen Porosita¨t variiert. Fu¨r die Ka¨lteleistungen 0 W und 110 W wurden mit
verschiedenen Bleiregeneratorporosita¨ten die sich einstellenden Materialtemperaturvertei-
lungen berechnet.
Abbildung 19 zeigt die berechnete Kaltkopftemperatur, dargestellt u¨ber der Porosita¨t,
bei einer Ka¨lteleistung von 0 W . In diese Darstellung ist ebenfalls die berechnete Kalt-
Abbildung 19: Kaltkopftemperatur bei einer Ka¨lteleistung von 0 W
kopftemperatur eingetragen, die sich erga¨be, wenn als Regeneratormaterial nur Edelstahl
Verwendung fa¨nde. Die Auswertung dieses Sachverhaltes wird in Unterabschnitt 4.2.2 er-
folgen. Fu¨r die folgende Betrachtung sei das Augenmerk auf die schwarze Kurve gelegt.
Es zeigt sich ein Minimum in der Kaltkopftemperatur bei einer Porosita¨t von 0, 32. Dies
bedeutet, daß bei Porosita¨ten gro¨ßer als 0, 32 die Prozeßverschlechterung, infolge einer
Verminderung der Regenerationswirkung, nicht durch einen geringeren Druckverlust aus-
geglichen wird. Bei Porosita¨ten kleiner als 0, 32 steigt der Druckverlust zu stark an und
verhindert somit eine Prozeßverbesserung, bedingt durch eine verbesserte Regeneration.
In Abbildung 20 ist der ra¨umliche Materialtemperaturverlauf im gesamten Ku¨hler fu¨r
verschiedene Porosita¨ten bei einer Ka¨lteleistung von 110 W aufgetragen. Die schwarze
Kurve entspricht hierbei der Ausgangskonstruktion mit einer Porosita¨t von 0, 43. Aus
der Abbildung geht hervor, daß eine Verkleinerung der Porosita¨t zu einem besseren Er-
gebnis fu¨hren wu¨rde. Allerdings zeigt sich an dieser Berechnung eine durch die Randbe-
dingungen verursachte Grenze des Modells, siehe dazu Unterabschnitt 3.4.3. Trotz einer
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Abbildung 20: Materialtemperaturverlauf bei einer Ka¨lteleistung von 110 W
Vergro¨ßerung des Stro¨mungswiderstandes durch eine Porosita¨tsverkleinerung, bleibt die
Pulsationsro¨hrenfu¨llung in der Berechnung unvera¨ndert. Dies ka¨me der Verwendung ei-
nes leistungssta¨rkeren Verdichters gleich. Das hat, aufgrund der gro¨ßeren Regeneration bei
gleicher Pulsationsro¨hrenfu¨llung, eine entsprechende scheinbare Leistungssteigerung zur
Folge. Andersherum bewirkt eine Porosita¨tsvergro¨ßerung keine Vergro¨ßerung der Pulsa-
tionsro¨hrenfu¨llung. Durch die verminderte Regeneration wird die Leistung des VVPRKs
scheinbar schnell kleiner. Dies ka¨me wiederum der Verwendung eines leistungsschwa¨cheren
Verdichters gleich. Nach diesen Betrachtungen sind alle berechneten Kaltkopftemperatur-
vera¨nderungen sta¨rker, als dies bei einer entsprechenden experimentellen Realisierung der
Fall wa¨re. Es konnten also nur solche Ergebnisse fu¨r eine Neukonstruktion beru¨cksichtigt
werden, deren Eingangsdaten nur gering von der Ausgangsversion abwichen. Es ließ sich
jedoch damit eine Entscheidung fu¨r die Richtung des experimentell zu beschreitenden
Weges wie folgt fa¨llen.
Entscheidung fu¨r eine Variante
Die Ausgangsporosita¨t betrug e = 0, 43. Eine Vergro¨ßerung der Porosita¨t kam nicht in
Betracht, da dies in jedem Fall eine Verschlechterung zur Folge hat. Eine Verkleinerung ist
jedoch nur unter Beachtung der geschilderten Grenze der Berechnung vorzunehmen. Aus
Abbildung 20 geht hervor, daß bei einer Porosita¨t von e = 0, 35 eine Verminderung der
Kaltkopftemperatur eintritt. Eine weitere Porosita¨tsverkleinerung wu¨rde zwar nach der
Berechnung ebenfalls zu einer Verbesserung fu¨hren, jedoch ist hierbei eine Zuverla¨ssigkeit
der Berechnungsergebnisse, wegen der beschriebenen Einschra¨nkung, nicht mehr gewa¨hr-
leistet. Mit einer Porosita¨t von e = 0, 35 weicht man von der Ausgangsversion
nicht sehr stark ab, so daß erwartet werden kann, daß die experimentelle Realisierung
zu einer analogen Tendenz fu¨hren wird. Es war u¨berdies zu erwarten, daß die berechne-
ten Vera¨nderungen der Kaltkopftemperaturen sta¨rker sein werden, als die im Experiment
ermittelten. Der neue Regenerator bekam eine Bleiporosita¨t von e = 0,35.
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Experimentelle Realisierung und U¨berpru¨fung
Im na¨chsten Schritt wurde der neu berechnete Regenerator aufgebaut. Hierzu mußte Bron-
zedrahtsiebgewebe galvanisch mit Blei beschichtet werden, bis das Gewebe die geforderte
Porosita¨t erreicht hatte. Eine Beschreibung dessen ﬁndet man in [54]. Nach der Herstellung
dieses Materials, mußten entsprechende Scheiben ausgestanzt werden. Der Edelstahlrege-
nerator wurde ebenfalls neu hergestellt.
Mit der neuen Regeneratorversion (neu) gemessene und berechnete Kaltkopftemperatu-
ren sind in der folgenden Tabelle 3 denen der Ausgangsversion (alt) gegenu¨bergestellt.
Der neue Regenerator fu¨hrte zu einer Senkung der Kaltkopftemperatur. Die berechneten
Werte stimmen recht gut mit den Messungen u¨berein.
Parameter gemessen berechnet
alt e = 0, 43 18 K 21 K
Q˙K = 0 W neu e = 0, 35 16 K 18,5 K
alt e = 0, 43 81 K 92 K
Q˙K = 110 W neu e = 0, 35 76 K 78 K
Tabelle 3: Gegenu¨berstellung von alter und neuer Regeneratorversion
Abbildung 21 zeigt die Leistungskurven des VVPRKs mit alter und neuer Regenerator-
version. Die Edelstahlregeneratorla¨nge betra¨gt hierbei 125 mm. Das System wurde mit
einem Fu¨lldruck von 15, 8 bar betrieben. Wie aus der Abbildung ersichtlich ist, wurde
durch die Neukonzeption des Bleiregenerators die Leistung des VVPRKs im gesamten
Temperaturbereich erho¨ht. Eine Begru¨ndung dessen wird im folgenden Unterabschnitt
gegeben.
Abbildung 21: Leistungskennlinien alte und neue Konstruktion
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Bei der aufgezeigten Untersuchung wurde nur die innere Geometrie des Bleiregenerators
vera¨ndert und seine La¨nge beibehalten. Eine Vera¨nderung dieser, sollte im Hinblick auf
eine weitere Optimierung des VVPRK ebenfalls vorgenommen werden. Ein Hinweis fu¨r
den zu beschreitenden Weg wird im Ausblick gegeben.
4.2.2 Untersuchungen zur Notwendigkeit des hybriden Regenerators
Der Wirkungsgrad eines Regenerators wird durch eine Steigerung seiner Wa¨rmekapazita¨t
und einer Vergro¨ßerung, der pro Zeiteinheit u¨bertragbaren Wa¨rmemenge erho¨ht. Man
verwendet fu¨r eine Analyse dessen das NTU–Charakteristikenverfahren. Dabei bedeutet
NTU englisch
”
Number of Transfer Units“ und stellt das Verha¨ltnis von Wa¨rmeu¨ber-
gang zu Fluidwa¨rmekapazita¨tsstrom dar. Ein Regenerator ist thermisch umso besser, je
gro¨ßer der NTU–Wert ist. Eine Darstellung dieses Sachverhaltes ﬁndet man in [55]. Darin
ist der Regeneratorwirkungsgrad u¨ber dem Wa¨rmekapazita¨tsverha¨ltnis CGas/Cm fu¨r ver-
schiedene NTU–Werte aufgetragen. Hierbei ist CGas die Wa¨rmekapazita¨t des durch den
Regenerator stro¨menden Gases und Cm die des Regeneratormaterials. Der NTU–Wert ist
direkt proportional zur Wa¨rmeu¨bertragungsﬂa¨che.
Durch eine Erho¨hung der Materialmenge im Kaltteil des Regenerators kommt es zu einer
Wa¨rmekapazita¨tssteigerung. Dies ist sowohl bei Blei als auch bei Edelstahl der Fall, wo-
bei die Steigerung bei der Verwendung von Blei gro¨ßer ist. Außerdem kommt es in beiden
Fa¨llen durch die Porosita¨tssenkung zu einer Vergro¨ßerung der Wa¨rmeu¨bertragungsﬂa¨che.
Es stellt sich die Frage, ob es notwendig ist, einen hybriden Regenerator, wie in Unter-
abschnitt 2.2.3 beschrieben und in Unterabschnitt 4.2.1 untersucht, aus zwei verschiede-
nen Materialien unterschiedlicher Porosita¨t aufzubauen oder ob es reicht, ein Material,
aber verschiedene Porosita¨ten zu verwenden. Zu diesem Zwecke wurden die Berechnun-
gen zu den verschiedenen Bleiregeneratorporosita¨ten nach Unterabschnitt 4.2.1 mit den
Stoﬀeigenschaften von Edelstahl wiederholt. Dies kommt einem reinen Edelstahlregene-
rator gleich, dessen Porosita¨t im kalten Bereich wesentlich kleiner ist. Die Berechnungen
wurden bei einer Ka¨lteleistung von 0 W durchgefu¨hrt. Die sich bei einem reinen Edelstahl-
regenerator einstellenden Kaltkopftemperaturen sind in Abbildung 19 denen mit einem
bleibeschichteten Kaltteil gegenu¨bergestellt.
Das Ergebnis dieser Berechnung ist, daß die Verwendung von Blei nicht zur Senkung der
Kaltkopftemperatur beitra¨gt. Im Rahmen der Rechengenauigkeit ergeben sich bei gleicher
Porosita¨t etwa gleiche Kaltkopftemperaturen. Lediglich das Temperaturproﬁl im Regene-
rator wird bei großen Porosita¨ten im Kaltteil des Regenerators, durch die Verwendung
von Blei statt Edelstahl, etwas vera¨ndert. Daraus la¨ßt sich schlußfolgern, daß die Ver-
besserung des Prozesses nicht durch den Einsatz von Blei im Kaltteil des Regenerators
zustande kommt, sondern durch die Verkleinerung der Porosita¨t dessen. Dies bedeutet,
daß die Steigerung des Regeneratorwirkungsgrades in erster Linie durch die vergro¨ßer-
te Wa¨rmeu¨bertragungsﬂa¨che und die gro¨ßere Materialmenge erreicht wird. Die gro¨ßere
speziﬁsche Wa¨rmekapazita¨t des Bleis, gegenu¨ber dem Edelstahl bei diesen Temperatu-
ren, kommt somit nicht zum tragen. Das erkla¨rt auch die mit dem neuen Regenerator
erzielte Leistungsverbesserung bei hohen Temperaturen. Dieser Umstand mu¨ßte noch ex-
perimentell u¨berpru¨ft werden, um eine eindeutige Festlegung zu treﬀen. Eine weiterhin
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zu kla¨rende Frage ist, inwieweit die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator
und Pulsationsro¨hre die Simulationsergebnisse bei dieser Untersuchung beeinﬂußt.
Aus den Betrachtungen ergibt sich die Frage, ob ein kontinuierlich aufgebauter Regene-
rator, dessen Porosita¨t am kalten Ende ein Minimum hat und dann in Richtung warmen
Ende zunimmt, eine Prozeßverbesserung bewirken wu¨rde. Wie dieses Problem angegangen
werden kann, wird im Ausblick angedeutet.
4.2.3 Einﬂuß der koaxialen Kopplung von Regenerator und Pulsationsro¨hre
Wenn man die Entwicklung von PRKn verfolgt, stellt sich eine interessante Frage. Ist es
sinnvoll, einen PRK zu konstruieren, bei dem Pulsationsro¨hre und Regenerator sowohl me-
chanisch als auch thermisch vollkommen voneinander getrennt sind oder ist eine koaxiale
Anordnung und die damit verbundene thermische Kopplung beider Bauteile gu¨nstiger.
Der prinzipielle Aufbau der koaxialen Variante ist in Abbildung 1 aufgezeigt. Welche der
beiden Konstruktionen letztendlich besser ist, ist sehr umstritten. Es gibt Vermutungen,
die nichtkoaxiale Variante sei die Bessere. Andererseits wurden in dieser Arbeitsgruppe
mit der koaxialen Variante immer bessere Ergebnisse erzielt.
Um die Frage zu beantworten, muß man herausﬁnden, welche Auswirkungen der bei
der koaxialen Konstruktion auftretende radiale Wa¨rmestrom zwischen Regenerator und
Pulsationsro¨hre auf den Gesamtprozeß hat. Hierzu wurde angenommen, daß es zu ei-
nem stationa¨ren Wa¨rmestrom zwischen beiden Bauteilen kommt. Dieser wird durch die
Temperaturdiﬀerenz beider hervorgerufen. Der Wa¨rmeleitwiderstand wird maßgeblich
durch die kleine Wa¨rmeleitfa¨higkeit des glasfaserversta¨rkten Kohlenstoﬀmaterials (GFK–
Materials) der Pulsationsro¨hre bestimmt, so daß andere Widersta¨nde in erster Na¨herung
nicht beru¨cksichtigt werden mu¨ssen. Mit dem auf diese Weise implementierten radia-
len Wa¨rmestrom und einer mittleren Wa¨rmeleitfa¨higkeit des GFK–Materials von
λm = 10
W
m·K nach [56], wurden fu¨r die Ka¨lteleistungen 0 W und 110 W Berechnungen
durchgefu¨hrt, bei denen der auftretende Wa¨rmestrom, mittels des in Unterabschnitt 4.1.4
eingefu¨hrten Faktors fkoax, ku¨nstlich variiert wurde. Das Resultat dieser Berechnungen
ist in den beiden folgenden Abbildungen 22 und 23 dargestellt. Darin wurde die sich ein-
stellende, u¨ber einen Prozeß zeitlich gemittelte, Materialtemperatur u¨ber dem Ort fu¨r
verschiedene koaxiale Kopplungen aufgetragen.
Nach diesen Berechnungen zeigt sich eine eindeutige Abha¨ngigkeit der Temperaturver-
teilung von der Sta¨rke der koaxialen Kopplung. Demnach nimmt bei einer Ka¨lteleistung
von 0 W die Kaltkopftemperatur mit zunehmender thermischer Kopplung ab. Bei einer
Ka¨lteleistung von 110 W ist dies bis zu einer Kopplung mit einem Kopplungsfaktor von
fkoax = 1 auch der Fall. Eine weitere Vergro¨ßerung der thermischen Kopplung wirkt sich
hierbei negativ aus. Bei den Untersuchungen in Unterabschnitt 4.1.4 wurde festgestellt,




besten wiedergegeben wird. Dies bedeutet, daß bei einer Vergro¨ßerung der vorhandenen
thermischen Kopplung die Ka¨lteleistung des VVPRKs nach den Aussagen der Abbildun-
gen 22 und 23 vergro¨ßert werden mu¨ßte. Um das nachzuweisen, wa¨re eine experimentelle
U¨berpru¨fung notwendig, die im Rahmen dieser Arbeit nicht erfolgen konnte.
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Abbildung 22: Materialtemperatur bei verschiedenen koaxialen Kopplungen und 0 W Ka¨lteleistung
Abbildung 23: Materialtemperatur bei verschiedenen koaxialen Kopplungen und 110 W Ka¨lteleistung
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Der sich fu¨r fkoax =
1
100
ergebende radiale, stationa¨re Wa¨rmestrom zwischen Regenerator
und Pulsationsro¨hre ist in der folgenden Abbildung 24 u¨ber dem Ort der Pulsationsro¨hre
dargestellt. Ein positiver Wa¨rmestrom bedeutet hierbei, daß vom Regenerator Wa¨rme
Abbildung 24: Radialer Wa¨rmestrom zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre
aufgenommen wird. Das ist fast u¨berall der Fall. Nur am warmen Ende des Regenerators
gibt dieser Wa¨rme an die Pulsationsro¨hre ab. Daraus ergibt sich, daß der Regenerator die
Pulsationsro¨hre ku¨hlt und die vom Regenerator zusa¨tzlich aufgenommene Wa¨rme u¨ber
das Arbeitsgas abtransportiert werden muß. Ein kleiner Teil dieser Wa¨rmemenge wird der
Pulsationsro¨hre am warmen Ende des Regenerators wieder zugefu¨hrt. Es kommt somit
zu einem Wa¨rmetransport vom kalten Ende der Pulsationsro¨hre zum warmen Ende des
Regenerators. Das ist ein zusa¨tzlicher Wa¨rmetransportmechanismus von einem niedrigen
zu einem ho¨heren Temperaturniveau. Allerdings bewirkt dieser, zusa¨tzlich vom Regenera-
tor aufgenommene Wa¨rmestrom, eine Verringerung der Regenerationsleistung. Nach den
Ergebnissen der Berechnungen, kommt es durch den zusa¨tzlichen Wa¨rmetransportmecha-
nismus aus dem System Pulsationsro¨hre zu einer gro¨ßeren Prozeßverbesserung, als durch
eine Verschlechterung der Regenerationsleistung wettgemacht werden kann. Es liegt die
Vermutung nahe, daß ein solches Verhalten nur bei einem Regenerator mo¨glich ist, der
einen sehr großen thermischen Wirkungsgrad besitzt. Dies ist bei der hybriden Vari-
ante der Fall. Entsprechende Berechnungen mit einem schlechteren Regenerator ko¨nnten
daru¨ber Aufschluß geben.
Fazit der theoretischen Untersuchung ist, daß die koaxiale thermische Kopplung zwischen
Regenerator und Pulsationsro¨hre nach den durchgefu¨hrten Berechnungen positiv zu wer-
ten ist. Eine entsprechende experimentelle U¨berpru¨fung dieser Tatsache ist unbedingt
erforderlich, um die Richtigkeit des Ergebnisses abzusichern. Einer, mit der berechneten
Wa¨rmeaufnahme des Regenerators von der Pulsationsro¨hre verbundenen, Temperatur-
erho¨hung im Regenerator, ko¨nnte ein auftretender DC–ﬂow in Richtung warmes Ende
des Regenerators entgegenwirken.
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4.2.4 DC–ﬂow–Untersuchungen
Wie in Unterabschnitt 2.1.2 dargestellt, kann in einem VVPRK ein DC–ﬂow auftreten.
Da sein Absolutwert, im Vergleich zu den oszillierenden Massenstro¨men auf Haupt– und
Nebenkanalseite, sehr klein ist (etwa 1 % der Gesamtfu¨llung), ist seine direkte Messung
aufgrund der Meßungenauigkeit unmo¨glich.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde eine Mo¨glichkeit gefunden, die Gro¨ße des auftretenden
DC–ﬂow abzuscha¨tzen. Hierzu wurden gemessene zeitliche Druckverla¨ufe, unter Zuhil-
fenahme der aus Konstruktionsdaten bekannten Ventilsteuerzeiten, ausgewertet. Dabei
wurden nach Gleichung (4) die Massenstro¨me u¨ber die Systemgrenze VVPRK berechnet
und mittels der bekannten Ventilo¨ﬀnungszeiten den Haupt– bzw. Nebenkana¨len zugeord-
net. Die Diﬀerenz, der wa¨hrend eines Prozesses u¨ber Haupt– oder Nebenkana¨le ein– und
ausstro¨menden Massen, ist der Wert des DC–ﬂow. Somit la¨ßt er sich auf zwei Wegen
berechnen. Zum einen u¨ber den Massenstrom auf der Nebenkanalseite und zum anderen
u¨ber den Massenstrom auf der Hauptkanalseite. Stimmen beide Ergebnisse u¨berein, ist
dieser Wert eine gute Abscha¨tzung fu¨r den Wert des DC–ﬂow. Dabei steht ein
positives Vorzeichen fu¨r einen DC–ﬂow von der Hauptkanalseite zur Nebenkanalseite. Fu¨r
die Berechnung wurden folgende Annahmen gemacht. Dabei beginnt der Prozeß mit der
Einlaßphase. Vergleiche auch mit Abbildung 10.
1. Wenn der Haupteinlaßkanal o¨ﬀnet, fa¨llt der Massenstrom u¨ber den Nebeneinlaßka-
nal auf Null ab.
2. Wenn der berechnete Gesamtmassenstrom in das System gleich Null ist, ist die
Haupteinlaßphase abgeschlossen.
3. Wenn der Hauptauslaßkanal o¨ﬀnet, fa¨llt der Massenstrom u¨ber den Nebenauslaßka-
nal auf Null ab.
4. Wenn der berechnete Gesamtmassenstrom aus dem System gleich Null ist, ist die
Hauptauslaßphase abgeschlossen.
Dies bewirkt Ungenauigkeiten in der Berechnung, da nach Abbildung 10 in Unterabschnitt
4.1.1 auch Massenstro¨me, infolge einer Sogwirkung des kalten Regenerators, auftreten
ko¨nnen.
Ein Vorteil des VVPRKs ist, daß man die Stro¨mungswidersta¨nde von Nebeneinlaßka-
nal und Nebenauslaßkanal unterschiedlich wa¨hlen und somit den DC–ﬂow beeinﬂussen
kann. Im Experiment wurden verschiedene Stro¨mungswidersta¨nde eingestellt und die da-
bei auftretenden zeitlichen Druckverla¨ufe in der Pulsationsro¨hre gemessen. Die Neben-
kanaldurchﬂu¨sse lassen sich mittels Drosselventilen im Bereich zwischen 0 und 10 Um-
drehungen geo¨ﬀnet variieren, wobei 0 kein Massenstrom und 10 maximaler Massenstrom
bedeuten.
Experimentell wurden optimale Drosselventileinstellungen von NE = 7, 6 Umdrehungen
auf und NA = 6 Umdrehungen auf gefunden, bei denen der VVPRK die geringste Kalt-
kopftemperatur bei einer Ka¨lteleistung von 0 W erreichte. Somit kann davon ausgegangen
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werden, daß der bei diesen Einstellungen auftretende DC–ﬂow fu¨r den Prozeß am
gu¨nstigsten ist. Fu¨r ihn wurde ein Wert von 2, 1 mg pro Zyklus berechnet. Die Abweichung
der Ergebnisse, beider oben beschriebener Methoden, betra¨gt 0, 2 mg pro Zyklus. Das ent-
spricht einer relativen Abweichung von 10%. Die gesamte, bei einem Prozeß verwendete,
Gasmasse betra¨gt ca. 1500 mg. Nach dieser Methode ist somit fu¨r den Prozeß ein kleiner
DC–ﬂow von der Hauptkanalseite zur Nebenkanalseite von etwa 1,4 % der gesamten ver-
wendeten Gasmasse am gu¨nstigsten. Dies deckt sich mit Ergebnissen von Gerster [29], der
fu¨r ein optimales Verha¨ltnis der auf der Nebenkanalseite aus– und einstro¨menden Masse
maus/mein = 1, 1 erhielt. Das entspricht einem relativen DC–ﬂow von etwa 3 % von der
Hauptkanalseite zur Nebenkanalseite. Allerdings liegt der berechnete relative Wert des
DC–ﬂow mit 1,4 % im Rahmen der Meßungenauigkeit der Druckverla¨ufe und ist somit
unsicher.
Fu¨r verschiedene, um dieses Optimum variierte, Einstellungen ergeben sich die in Ta-
belle 7 in Anhang A.2 dargestellten, auf die Gesamtgasmasse von 1500 mg pro Prozeß
bezogenen, relativen Werte des DC–ﬂow in %. Die Stellung der Drosselventile wird in Um-
drehungen oﬀen angegeben. Der bei optimaler Justage der Drosselventile berechnete Wert
des DC–ﬂow von 1, 4 % tritt auch bei anderen Drosselventilkombinationen auf. Mittels
eines erstellten Interpolationsprogrammes wurden die Kombinationen mit einem solchen
Wert des DC–ﬂow berechnet. Es ergeben sich die, in der folgenden Tabelle 4 angegebenen,






Tabelle 4: Optimale Drosselventilpaarungen
Da es sich bei der experimentell gefundenen Drosselventilkombination von NE = 7, 6 und
NA = 6, 0 um ein lokales Optimum handelt, sollte dies auch bei den anderen Paarungen
mit gleichem DC–ﬂow der Fall sein. Diese U¨berlegung wurde experimentell u¨berpru¨ft und
der angenommene Sachverhalt konnte besta¨tigt werden. Als Beispiel sind in Abbildung 25
fu¨r NA = 5, 0 die gemessene Kaltkopftemperatur T1, sowie gemessene Temperaturen an
zwei Stellen T3 und T4 im Regenerator fu¨r verschiedene Werte von NE in Umdrehungen
oﬀen aufgetragen. Die Position der Temperaturmeßstellen ist Abbildung 7 zu entnehmen.
Das lokale Minimum beﬁndet sich bei NE = 6, 2. Fu¨r NE > 6, 2 tritt ein DC–ﬂow na-
he Null bzw. ein negativer DC–ﬂow und fu¨r NE < 6, 2 ein positiver DC–ﬂow auf. An
der Temperaturmeßstelle T4 erkennt man deutlich, welchen Einﬂuß der DC–ﬂow auf das
Temperaturproﬁl im Regenerator hat. Ein negativer DC–ﬂow bewirkt eine Verschiebung
des Temperaturproﬁles zum warmen Ende des Regenerators hin, wodurch die Temperatur
an dieser Stelle sinkt. Dieser Eﬀekt ist an den Temperaturmeßstellen T1 und T3 nicht zu
erkennen, da er dort durch eine Temperaturerho¨hung, verursacht durch einen mit steigen-
dem DC–ﬂow schlechter werdenden Prozeßverlauf, u¨berspielt wird.
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Abbildung 25: Materialtemperatur bei unterschiedlichem DC–flow
Der Unterschied zwischen den in Tabelle 4 angegebenen vier Drosselventilkombina-
tionen, ist die unterschiedliche getauschte Masse u¨ber die Nebenkana¨le. Bei der Paarung
NE = 5, 0 und NA = 4, 0 ist die getauschte Masse am geringsten und bei der Paarung
NE = 9, 6 und NA = 7, 0 am gro¨ßten. Diese Tatsache kann zu einer Untersuchung des
Einﬂusses der getauschten Gasmasse u¨ber die Nebenkana¨le in der folgenden Betrachtung
herangezogen werden.
4.2.5 Einﬂuß der Massenstro¨me u¨ber die Nebenkana¨le
Bei dieser Untersuchung wurde versucht, experimentelle Hinweise auf die Auswirkung von
verschiedenen Massenstro¨men u¨ber die Nebenkana¨le zu gewinnen. Grundlegende Aspekte
hierzu wurden in Unterabschnitt 2.1.2 genannt. Voraussetzung fu¨r die Untersuchung ist
ein fester Wert des DC–ﬂow. Die verwendeten Drosselventileinstellungen waren die ermit-
telten Paarungen mit gleichem DC–ﬂow nach Tabelle 4.
Zuerst wurde untersucht, wie sich die Gro¨ße des Massenstromes u¨ber die Nebenkana¨le
auf die Kaltkopftemperatur bei 0 W Ka¨lteleistung auswirkt. Das Ergebnis ist in
Tabelle 5 dargestellt.
NE = 6,2 NA = 5,0 NE = 9,6 NA = 7,0
pMittel = 16 bar 16,0 15,9
pMittel = 19 bar 15,8 15,0
Tabelle 5: Kaltkopftemperaturen bei verschiedenen Massenstro¨men u¨ber die Nebenkana¨le, 0 W Ka¨lte-
leistung und verschiedenen Mitteldru¨cken
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Es zeigt sich, daß bei einem Systemmitteldruck von pMittel = 16 bar die Kaltkopftempe-
ratur relativ unabha¨ngig von der getauschten Gasmasse ist. Erho¨ht man hingegen den
Mitteldruck auf 19 bar, bewirkt eine Vergro¨ßerung des Massenstromes u¨ber die Neben-
kana¨le eine Senkung der Kaltkopftemperatur. Eine Begru¨ndung fu¨r dieses Verhalten ﬁndet
man in der jeweils unterschiedlichen thermischen Belastung des Regenerators. Bei einem
Systemmitteldruck von 19 bar ist der Regenerator durch den gro¨ßeren Gasenthalpiestrom
thermisch sta¨rker belastet und wird bei einer Massenstromvergro¨ßerung u¨ber die Neben-
kana¨le entlastet. Es stro¨mt dann weniger Gas durch den Regenerator. Die Menge des am
Prozeß beteiligten Gases bleibt jedoch unvera¨ndert und bedingt durch die bessere Regene-
ration, kommt es zu einer Wirkungsgradsteigerung. Bei einem Mitteldruck von 16 bar ist
das nicht der Fall, da der Regenerator wegen des geringeren Gasenthalpiestromes weniger
thermisch belastet ist.
Als zweites wurde beobachtet, daß bei hohem Systemmitteldruck und einer Steigerung
der Ka¨lteleistung eine kleinere, u¨ber die Nebenkana¨le getauschte, Gasmasse zu besseren
Resultaten fu¨hrt. Bei einer Ka¨lteleistung von 140 W und einem Systemmitteldruck von
19 bar ergaben sich folgende, in Tabelle 6 dargestellten, Kaltkopftemperaturen.
NE = 6,2 NA = 5,0 NE = 7,6 NA = 6,0
81,0 83,7
Tabelle 6: Kaltkopftemperaturen bei verschiedenen Massenstro¨men u¨ber die Nebenkana¨le, 140 W Ka¨lte-
leistung und 19 bar Mitteldruck
Das entspricht einer Kaltkopftemperaturerniedrigung von 3, 2%. Grund fu¨r dieses Ver-
halten ist wiederum die thermische Belastung des Regenerators. Dieser muß bei großen
Kaltkopftemperaturen einen geringeren Temperaturunterschied zwischen warmen und kal-
ten Ende realisieren. Folglich kann er auch eine gro¨ßere Wa¨rmemenge vom Arbeitsgas
aufnehmen. Dies wird durch eine Vergro¨ßerung des Gasmassenstromes u¨ber den Regene-
rator erreicht. Das ist genau dann der Fall, wenn der Massenstrom u¨ber die Nebenkana¨le
gedrosselt wird.
O glu¨cklich, wer noch hoﬀen kann,
Aus diesem Meer des Irrtums aufzutauchen!
Was man nicht weiß, das eben brauchte man,
Und was man weiß, kann man nicht brauchen.
Johann Wolfgang von Goethe
Faust: Der Trago¨die erster
Teil, Vor dem Tor
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5 Zusammenfassung und Ausblick
Ziel der Arbeit war es, Beitra¨ge zum besseren Versta¨ndnis der physikalischen Vorga¨nge
eines PRK–Prozesses zu leisten. Mit den dabei gewonnenen Erkenntnissen, sollte der
vorhandene VVPRK optimiert und Wege zur weiteren Verbesserung dessen aufgezeigt
werden. Zu diesem Zwecke wurde ein Simulationsprogramm, welches erlaubt, den
gesamten PRK–Prozeß zu berechnen, entwickelt, experimentell validiert und erfolgreich
zur Optimierung auf den vorhandenen VVPRK angewandt. Mit dem Programm ko¨nnen
Fragestellungen in der Simulation untersucht werden, deren experimentelle Kla¨rung sehr
schwer und aufwendig wa¨re. Das entwickelte Simulationsprogramm steht, implementiert
in der Software MATLAB, der Arbeitsgruppe zur weiteren Verwendung zur Verfu¨gung.
5.1 Prozeßversta¨ndnis
Zur Erweiterung des Versta¨ndnisses eines PRK–Prozesses wurden folgende Beitra¨ge
geleistet:
1. Studium des Einﬂusses wichtiger Betriebsparameter, wie Frequenz und System-
druck, auf die Leistungsfa¨higkeit des PRKs. ↑ Unterabschnitt 2.1.2 und
Abschnitt 2.2
2. Untersuchungen zum hybriden Regenerator im Hinblick auf die Notwendigkeit der
Porosita¨tssenkung im Kaltteil und der Regeneratorla¨nge. ↑ Unterabschnitte 2.2.3,
4.2.1 und 4.2.2
3. Berechnung der Stro¨mungsverha¨ltnisse im gesamten PRK und Untersuchungen zum
Massenstrom u¨ber die Nebenkana¨le. ↑ Unterabschnitte 4.1.1, 4.1.2 und 4.2.5
4. Aufschlu¨sse u¨ber die Gastemperaturverteilung in der Pulsationsro¨hre wa¨hrend eines
Prozesses und Besta¨tigung der experimentellen Ergebnisse, daß sich das Gastempe-
raturmaximum nicht am warmen Ende der Pulsationsro¨hre beﬁndet. ↑ Unterab-
schnitt 4.1.3
5. Erkla¨rung des ka¨lteerzeugenden Prozesses, vor allem im Hinblick auf den zeitlichen
Ablauf der einzelnen physikalischen Vorga¨nge. ↑ Unterabschnitte 4.1.3 und 4.1.4
6. Untersuchungen zum Einﬂuß der koaxialen Kopplung von Regenerator und Pulsa-
tionsro¨hre. ↑ Unterabschnitt 4.2.3
7. Vorhersage des Auftretens eines weiteren Energietransportmechanismusses vom kal-
ten Ende der Pulsationsro¨hre zum warmen Ende des Regenerators, durch Kopplung
und thermischen Kontakt beider Bauteile. ↑ Unterabschnitt 4.2.3
8. Messungen und Berechnungen zum DC–ﬂow, sowie eine quantitative Abscha¨tzung
der Gro¨ße des DC–ﬂow bei dem vorhandenen VVPRK. ↑ Unterabschnitt 4.2.4
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5.2 Optimierung des vorhandenen Pulsationsro¨hrenku¨hlers
Mit den gewonnenen Erkenntnissen, sowie unter Verwendung des entwickelten
Simulationsmodells, konnte der vorhandene VVPRK erfolgreich optimiert werden. Die
erzielten Verbesserungen sind im Einzelnen:
1. Konstruktion eines neuen hybriden Regenerators mit einer kleineren Porosita¨t des
bleibeschichteten Drahtsiebgewebes im Kaltteil. ↑ Unterabschnitt 4.2.1
2. Optimierung der Drosselventileinstellungen der Nebenkana¨le bezu¨glich des DC–ﬂow
und des Massenstromes. ↑ Unterabschnitte 4.2.4 und 4.2.5
3. Verbesserung der Regeneratoranstro¨mung an dessen warmen Ende. ↑ Abschnitt 2.2
Internationaler Stand der Arbeitsgruppe
Abbildung 26 zeigt die Kennlinien von PRKn verschiedener internationaler Arbeitsgrup-
pen. Der Systemmitteldruck (Fu¨lldruck) betra¨gt 16 bar. Dabei ist zu sehen, daß bei dem
VVPRK unserer Arbeitsgruppe, sowohl eine hohe Ka¨lteleistung bei 80 K Kaltkopftem-
peratur als auch eine sehr tiefe Minimaltemperatur von 16, 7 K erreicht werden.
Abbildung 26: Leistungskennlinien im internationalen Vergleich
Durch eine Erho¨hung des Systemmitteldruckes auf 19 bar, konnte die Minimaltempe-
ratur unseres VVPRKs auf 15 K gesenkt und eine Ka¨lteleistung von 140 W bei
einer Kaltkopftemperatur von 81 K erreicht werden. Dies ist bei den konkurrieren-
den Arbeitsgruppen nicht der Fall. In [57] wird berichtet, daß durch eine Erho¨hung des
Systemmitteldruckes auf 18, 3 bar zwar die Kaltkopftemperatur bei 120 W Ka¨lteleistung
auf 69, 1 K gesenkt wird, aber bei 0 W Ka¨lteleistung um 1, 2 K auf 24, 6 K steigt. Ab-
bildung 27 zeigt die Kennlinien fu¨r diesen Fall. Daran ist der erhebliche Leistungsvorteil
unseres VVPRKs bei Kaltkopftemperaturen kleiner als 30 K zu erkennen.
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Abbildung 27: Leistungskennlinien bei hohem Systemmitteldruck
Beispielsweise erreicht unser VVPRK bei ca. 25 K Kaltkopftemperatur noch eine
Ka¨lteleistung von 20 W , wohingegen der VVPRK von Pan bei dieser Temperatur keine
Ka¨lteleistung mehr zur Verfu¨gung stellen kann. Ein Grund fu¨r diesen Unterschied ist
der bessere Regenerator unseres Ku¨hlers, welcher bei tiefen Temperaturen eine gro¨ßere
Wa¨rmemenge regenerieren kann als Konkurrenzmodelle.
5.3 Weitere Untersuchungen und Verbesserungsvorschla¨ge
Aus den Untersuchungen in Abschnitt 4.2 ergeben sich noch einige interessante Fragestel-
lungen, deren Aufkla¨rung im vorgegebenen Zeitrahmen nicht mo¨glich war. Es sind, mittels
der durchgefu¨hrten Berechnungen, Eﬀekte vorhergesagt worden, deren experimenteller
Nachweis noch aussteht. Weiterhin ko¨nnen mit dem entwickelten Simulationsmodell eine
Reihe von Vera¨nderungen an dem vorhandenen VVPRK auf ihren Nutzen vorab u¨ber-
pru¨ft werden. Einige Vorschla¨ge zur weiteren Untersuchung und Optimierung von PRKn
werden im Folgenden genannt:
1. Regenerator
a) Bei der in Unterabschnitt 4.2.1 durchgefu¨hrten Untersuchung wurde der Ein-
ﬂuß der inneren Geometrie des Bleiregenerators studiert und diese optimiert.
Ebenso kann man auch dessen La¨nge vera¨ndern. In durchgefu¨hrten Berech-
nungen hat sich gezeigt, daß ein etwas ku¨rzerer Bleiregenerator mit einer
Porosita¨t von 0, 35 zu besseren Ergebnissen fu¨hren wu¨rde. Eine systematische
Nachrechnung dessen, wa¨re allerdings noch erforderlich.
b) In Unterabschnitt 4.2.2 wurde festgestellt, daß die Verbesserung des
PRK–Prozesses durch einen hybriden Regenerator eine Folge der kleineren Po-
rosita¨t im Kaltteil ist und nicht der gro¨ßeren speziﬁschen Wa¨rmekapazita¨t des
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Bleis, gegenu¨ber dem Edelstahl, zuzuschreiben ist. Diese Aussage mu¨ßte noch
experimentell u¨berpru¨ft werden, wobei die Schwierigkeit darin besteht, Edel-
stahldrahtsiebgewebe mit einer Porosita¨t kleiner als 0, 65 zu erwerben. Eine
Mo¨glichkeit bestu¨nde darin, Edelstahldrahtsiebgewebe zu walzen und somit
dessen Porosita¨t auf 0, 4 zu senken. Man mu¨ßte dann auch Edelstahldrahtsieb-
gewebe mit einer Porosita¨t von 0, 7 auf diese Weise herstellen. Damit ko¨nnte
man einmal einen Regenerator mit einer konstanten Porosita¨t von 0, 7 aufbau-
en und ein weiteres Mal einen hybriden Regenerator mit einer Porosita¨t von
0, 4 im Kaltteil. Somit ha¨tte man in beiden Fa¨llen gleiche Materialumstro¨mun-
gen und wa¨re in der Lage, die Aussage der Berechnungen zu u¨berpru¨fen. Eine
weitere Mo¨glichkeit bestu¨nde in der Beschichtung mit anderen Materialien, wie
beispielsweise Kupfer. Nachteilig wa¨re dabei dessen große Wa¨rmeleitfa¨higkeit.
c) Ebenso ko¨nnte man einen inhomogenen Edelstahlregenerator konstruieren, des-
sen Porosita¨t am kalten Ende ein Minimum und am warmen Ende ein Maxi-
mum hat. Nach einer entsprechenden Anpassung des Simulationsprogrammes,
sollte eine Vorabberechnung dazu mo¨glich sein.
2. Koaxiale Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre
a) Notwendig ist eine experimentelle U¨berpru¨fung der gefundenen Tatsache, daß
sich die koaxiale thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsations-
ro¨hre positiv auf den PRK–Prozeß auswirkt. Hierzu kann der, in der Arbeits-
gruppe vorhandene, U–fo¨rmige VVPRK verwendet werden. Man ko¨nnte an
ihm die thermische Kopplung zwischen Regenerator und Pulsationsro¨hre durch
Wa¨rmeleitbleche aus Kupfer zwischen beiden Bauteilen realisieren.
b) Mit dem Simulationsprogramm ko¨nnten Berechnungen zum Einﬂuß der
koaxialen thermischen Kopplung, bei einer axialen Verschiebung des Regene-
rators gegenu¨ber der Pulsationsro¨hre, durchgefu¨hrt werden.
3. Konstruktion eines zweistuﬁgen koaxialen VVPRKs
Nach der notwendigen experimentellen Besta¨tigung der berechneten Verbesserung
des Prozesses durch eine koaxiale thermische Kopplung, ko¨nnte ein entsprechender
zweistuﬁger Aufbau sinnvoll sein. Die Umsetzung dieser thermischen Kopplung ist
zwar thermodynamisch anspruchsvoll, aber konstruktiv einfach zu realisieren, wie
in Abbildung 29 in Anhang A.3 verdeutlicht ist.
Somit sollten auch Kaltkopftemperaturen unterhalb von 15 K erreicht werden. Nach
[58, 59] sind die Steuerzeiten der Hauptventile beider Stufen gleich und die der Ne-
benventile nur geringfu¨gig verschieden. Dies sollte allerdings bei einer Konstruktion
mit koaxialer thermischer Kopplung noch einmal u¨berpru¨ft werden.
Unser Versta¨ndnis von der Welt ist ein Produkt unserer
Phantasie und ohne sie bleibt eine Erkenntnis verwehrt.
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A Anhang
A.1 Beschreibung des Lo¨sungscodes
Es wird eine Beschreibung des im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Lo¨sungscodes zur
Simulation eines einstuﬁgen, koaxialen VVPRKs gegeben. Dabei werden die einzelnen
Programmteile beschrieben und auf wichtige Besonderheiten eingegangen.
Eingangsdaten
Neben der Kenntnis von Anfangs– und Randbedingungen ist eine genaue Kenntnis des
konstruktiven Aufbaus des PRKs, wie Abmessungen und Form der Bauteile sowie
deren thermische Wechselwirkung notwendig. Weiterhin muß das thermische Verhalten
der am Prozeß beteiligten Stoﬀe Arbeitsﬂuid [60], Regeneratormaterialien [61, 62, 63]
und Pulsationsro¨hrenmaterial [56] bekannt sein. Zusa¨tzlich mu¨ssen Meßwerte fu¨r den in
der Reibungskraft auftretenden Reibungsfaktor fR und den in den Energiegleichungen
enthaltenen Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient α zwischen Gas und Festko¨rper vorhanden sein.
Es gibt Untersuchungen zum instationa¨ren Druckverlust in Drahtsiebgeweben [64]. Diese
zeigen eine Abweichung vom stationa¨ren Fall. Verwertbare Ergebnisse hierzu liegen jedoch
noch nicht vor, so daß fu¨r Reibungsfaktor und Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient in Drahtsieb-
geweben Werte fu¨r stationa¨re Messungen aus [47] verwendet werden.
Programmteile
Das Programm besteht aus einem Eingabeteil, einem Berechnungsteil und einem Ausga-
beteil. Seine Struktur ist in Abbildung 28 dargestellt.
Abbildung 28: Programmstruktur
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Im Eingabeteil werden alle konstruktiven Parameter, Prozeßparameter und Rechenpara-
meter eingegeben. Der Berechnungsteil unterteilt sich pro Zeitschritt in einen Teil zur
Bestimmung der Stoﬀwerte, einen Lo¨sungsalgorithmus zur Berechnung des Stro¨mungsfel-
des und einen Lo¨sungsalgorithmus zur Berechnung des Temperaturfeldes. Im Ausgabeteil
werden alle wa¨hrend des Prozesses berechneten Felder abgespeichert und ko¨nnen somit
aufgerufen werden. An U¨bergangsstellen, wo sich Geometrie oder Materialeigenschaften
sprunghaft a¨ndern, wird mit harmonischen U¨berga¨ngen gearbeitet [43]. Dies ist beispiels-
weise beim U¨bergang zwischen Edelstahlregenerator und Bleiregenerator an der Stelle
nCrNi der Fall.
Im Folgenden werden die einzelnen Programmteile etwas genauer beleuchtet. Die Zei-
lenangaben sind dabei nur Richtwerte. Einige Zeilen sind abgeschaltet, wie zum Beispiel
die Anfangsbedingungen, da hierbei mit schon einmal berechneten Werten weitergearbei-
tet wird.
1. Eingabeteil
Der Eingabeteil erstreckt sich u¨ber die Programmzeilen 1 bis 865 und untergliedert sich
wie folgt:
0001.....0051 kurze Programmbeschreibung
0002.....0087 Eingabe von Vorfaktoren und Steuerungsparametern
0088.....0130 Eingabe von Rechenparametern, wie Ortsschrittweite und Ka¨lteleistung
0131.....0300 Eingabe von konstruktiven Parametern
0301.....0355 Berechnung notwendiger Systemgro¨ßen
0356.....0665 Berechnung von weiteren konstruktiven Werten
0666.....0775 Anlegen aller, fu¨r die Berechnung notwendigen Felder
0776.....0785 Bereich fu¨r Heizung anlegen
0786.....0835 Diﬀusionsterme in bestimmten Bereichen ku¨nstlich vergro¨ßern
0836.....0865 Anfangsbedingungen festlegen
2. Berechnungsteil
Dieser Programmteil untergliedert sich in einen Teil zur Berechnung der fu¨r den jewei-
ligen Zeitschritt notwendigen Stoﬀwerte und den Lo¨sungsalgorithmus. Dieser wiederum
ist so angelegt, daß zuerst mit einer gegebenen Temperaturverteilung das Stro¨mungsfeld
berechnet wird, also Druck und Massenstrom. Anschließend wird mit diesen Werten das
Temperaturfeld fu¨r Gas und Festko¨rper berechnet. Diese Vorgehensweise spart Rechen-
zeit, da hierbei fu¨r beide Felder verschiedene Zeitschrittweiten verwendet werden ko¨nnen.
Bei der Stro¨mungsfeldberechnung ist der Zeitschritt nach Gleichung (39) durch die Schall-
geschwindigkeit vorgegeben, bei der Temperaturfeldberechnung durch die Stro¨mungsge-
schwindigkeit. Das ermo¨glicht einen, um eine Gro¨ßenordnung gro¨ßeren Zeitschritt, bei
der Temperaturfeldberechnung zu verwenden. Nachteil dieser Vorgehensweise ist eine Ge-
nauigkeitseinbuße, da die jeweiligen Felder immer mit konstanten Werten der anderen
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berechnet werden. Weiterhin beinhaltet der Berechnungsteil eine Steuerung zur Verklei-
nerung der Zeitschrittweite, wenn das Verfahren nicht konvergiert. Der Berechnungsteil
erstreckt sich u¨ber die Programmzeilen 866 bis 1940 und hat folgende Struktur:
a) Berechnung der Stoﬀwerte
0869 Beginn Prozeßschleife
0870.....0884 Werte aus altem Prozeß u¨bernehmen
0885.....0968 thermische Eigenschaften der Konstruktionsmaterialien festlegen
0973 Beginn Zeitschleife mit einer Schrittweite von 1 ms
0982.....0994 Randbedingungen Stro¨mungsfeld festlegen
0995.....1006 Stoﬀwerte von Helium einlesen (aus Tabelle)
1007.....1450 Berechnung von Reibungsbeiwert und Wa¨rmeu¨bergangskoeﬃzient
b) Lo¨sungsalgorithmus
1451.....1468 Beginn Zeitschleife realer Zeitschritt ∆t
1483.....1572 Berechnung des Stro¨mungsfeldes
1573.....1725 Berechnung des Temperaturfeldes
1728.....1784 Randbedingungen Temperaturfeld festlegen
1791 Ende Zeitschleife realer Zeitschritt
c) Steuerung
1792.....1866 Fehlersteuerung
1895 Ende Zeitschleife mit Schrittweite 1 ms
1929 Ende Prozeßschleife
3. Ausgabeteil
Wa¨hrend der Berechnung werden wichtige Prozeßdaten wie Fortschritt, aktuelle Kaltkopf-
temperatur und die zeitliche Vera¨nderung der Kaltkopftemperatur, sowie Schrittweiten
ausgegeben. Alle berechneten Felder werden am Ende eines Prozesses in einer Datei ge-
speichert und bei jedem Prozeß wieder u¨berschrieben. Die letzten Programmzeilen dienen
der Berechnung und der Ausgabe der genannten Prozeßdaten und der beno¨tigten Rechen-
zeit.
Ausgabedaten
Eine Beschreibung der Ausgabedaten wurde in Abschnitt 3.5 vorgenommen.
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A.2 Berechnete Werte des relativen DC–ﬂow
NA→ 4 5 6 7
NE↓
1 13,7 17,2 21,2 22,5
2 11,4 17,4 16,4 19,0
3 7,2 10,1 12,7 15,7
4 4,0 7,6 8,9 12,3
5 1,1 3,8 7,2 9,3
6 -1,9 1,6 4,2 7,4
7 -3,4 -1,3 2,0 4,5
8 -4,5 -2,0 -0,1 3,7
9 -6,1 -4,0 -0,5 0,8
10 -7,7 -4,7 -3,1 -0,2
Tabelle 7: Relativer Wert des DC–flow in % bei verschiedenen Drosselventileinstellungen
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A.3 Idee eines zweistuﬁgen koaxialen Pulsationsro¨hrenku¨hlers
Abbildung 29: Vorschlag eines zweistufigen koaxialen VVPRKs
Bemerkungen:
Die genaue konstruktive Umsetzung bedarf noch vielfa¨ltigen weiteren U¨berlegungen. Der
Anschluß der zweiten Stufe ko¨nnte durch eine Anﬂanschung dieser an den Kaltkopf der
Ersten erfolgen, indem die Kaltkopfunterseite aufgebohrt und damit eine mechanische
und pneumatische Verbindung zwischen erster und zweiter Stufe geschaﬀen wird. Somit
bestu¨nde eine direkte Verbindung zwischen dem kalten Ende der Pulsationsro¨hre der ers-
ten Stufe und dem warmen Ende des Regenerators der zweiten Stufe. Eine Steuerung des
Massenstromes ko¨nnte u¨ber eine Scheibe mit deﬁnierten Bohrungen erfolgen, die in die
Verbindungsstelle eingebracht wird.
Die koaxiale Anordnung des Regenerators der zweiten Stufe sollte wie in der Abbildung
dargestellt erfolgen. Dieser lange Regenerator ha¨tte eine Minimierung der La¨ngswa¨rmelei-
tung und eine gute Ku¨hlung der Pulsationsro¨hre zur Folge. Welches Regeneratormaterial
fu¨r die zweite Stufe zu verwenden ist, gilt noch zu kla¨ren. Zum Erreichen von sehr tiefen
Temperaturen, sollte man in die U¨berlegungen seltene Erden mit einbeziehen.
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